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Kurzfassung
Endlosfaserverstärkte Kunststofe werden auf Grund ihres hervorragenden Eigenschaftsspektrums
verstärkt als Konstruktionswerkstofe für strukturelle Anwendungen in Betracht gezogen. Die
ausgeprägte Anisotropie dieser Werkstofklasse bedingt jedoch, dass bei der Bauteilherstellung
mit material- und prozessinduzierten Gestaltabweichungen zu rechnen ist. Die Herausforderung
für den Anwender dieser Werkstofe besteht darin, dass oftmals keine ausreichenden Methoden
verfügbar sind, um derartige Abweichungen von der Sollgeometrie bereits in der Entwicklungsphase
zu berücksichtigen. Dieses Vorgehen ist jedoch erforderlich, um Toleranzprobleme bei der Montage
von Baugruppen zu vermeiden und kostenintensive Nacharbeiten an Fertigungsmitteln auf ein
Minimum zu reduzieren.
Im genannten Kontext ist die Motivation der vorliegenden Arbeit, einen Beitrag zum erweiterten
Verständnis der Entstehung, der Vorhersage und der Bewertung von Gestaltabweichungen in
endlosfaserverstärkten Thermoplasten zu leisten. Die Untersuchungen werden exemplarisch anhand
von lokal verstärkten Gelegen aus kohlenstoffaserverstärktem PolyphenylensulĄd durchgeführt.
In einem ersten Prozessschritt erfolgt die Konsolidierung der Gelege zu Laminaten. Anschließend
werden die Laminate in einem zweiten Prozessschritt zu 90° V-ProĄlen umgeformt. Innerhalb dieser
zweistuĄgen Versuchskörperherstellung wird eine umfangreiche Variation der Prozessparameter
und des Lagenaufbaus der Gelege durchgeführt, um gezielt eine Variation der Gestaltabweichungen
zu erzeugen. Die Analyse dieser Gestaltabweichungen erfolgt auf Basis dreidimensionaler Scandaten.
Diese werden genutzt, um charakteristische geometrische Kenngrößen abzuleiten und so einen
quantiĄzierbaren Vergleich der Versuchsvarianten durchzuführen. Ergänzt wird die experimentelle
Datenbasis durch ein Simulationsmodell, das eine frühzeitige Abschätzung der Gestaltabweichungen
im Entwicklungsprozess ermöglicht. Die Vorhersagegüte der Simulation wird anhand eines Abgleichs
mit den experimentellen Scandaten der Versuchskörper bewertet. Auf Basis dieser ganzheitlichen
Betrachtung stellt die vorliegende Arbeit eine Methodik zur Verfügung, die eine Vorhersage und
Bewertung der Gestaltabweichungen von dünnwandigen, lokal verstärkten Gelegelamianten mit
thermoplastischer Matrix ermöglicht.
Schlagwörter: Gestaltabweichungen, Spring-in, Spring-back, Spring-forward, Verzug, UD-Tape,




Continuous-Ąber-reinforced plastics are increasingly considered as a material of choice for structural
applications due to their excellent range of properties. The distinct anisotropy of this kind of
material can, however, lead to material- and process-induced shape deformations, which need to
be considered in part production. The application of these materials can prove to be challenging
because suicient methods for taking into account possible shape deformations during the early
development phase are not always available. This is essential though to avoid tolerance-related
issues during component assembly and to minimize the cost-intensive rework of molds and other
production equipment.
In this context, the motivation of the present dissertation is to contribute to an enhanced
understanding of the development, prediction and evaluation of shape deformations in continuous-
Ąber-reinforced thermoplastics. The investigations are conducted on the basis of locally reinforced
layups made from carbon-Ąber-reinforced polyphenylene sulĄde. In a Ąrst process step, the layups
are consolidated into laminates. Subsequently, these laminates are formed into 90° V-proĄles.
During the two-stage specimen manufacture, an extensive variation of the process parameters
and layup stacking sequence is performed in order to induce a variety of shape deformations.
The latter are then analyzed using three-dimensional scan data. This information is used to
derive characteristic geometrical parameters and to conduct a quantitative comparison of diferent
trial variants. The experimental data is supplemented by a simulation model which enables an
assessment of shape deformations in the early development phase. The predictive quality of the
simulation is then determined on the basis of a comparison with the experimental scan data. With
its holistic approach, the present work provides a methodology to predict and evaluate shape
deformations of thin-walled, locally reinforced tape laminates with thermoplastic matrices.
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Zur Erfüllung der industriepolitischen Forderungen nach einer steigenden Energie- und Ressour-
ceneizienz, gilt der Leichtbau als eine Schlüsseltechnologie. Als Ergebnis der damit einhergehenden
Forschungs- und Entwicklungsarbeiten der Industrie, werden auch kontinuierlich faserverstärkte
Kunststofe1 zunehmend zur Substitution metallischer Werkstofe in Betracht gezogen. Unge-
achtet dieser unmittelbaren Entwicklungen, stehen endlosfaserverstärkte Kunststofe bereits seit
den 1960er Jahren im Fokus der Luftfahrtindustrie. Darüber hinaus existieren bereits vielfältige
Anwendungsgebiete, die von Sportartikeln über den Automobil- und Bootsbau bis hin zu Anwen-
dungen in Windkraftanlagen reichen. Zu einem überwiegenden Anteil kommen dabei duromere
Matrixsysteme zum Einsatz. Auf Basis der Entwicklungen der vergangenen Jahrzehnte, konnte
gegenüber konventionellen Stahllösungen ein Potenzial zur Massenreduktion von bis zu 60 %
demonstriert werden. Neben der Massenreduktion bieten endlosfaserverstärkte Kunststofe darüber
hinaus weitere positive Sekundärefekte. Dazu gehören die Einsparung von Montagekosten durch
die Realisierung integrierter Bauweisen, das gutmütige Ermüdungsverhalten sowie ihre guten
Korrosions- und Dämpfungseigenschaften. Prominente Beispiele für die intensive Nutzung kontinu-
ierlich faserverstärkter Kunststofe in hohen Stückzahlen sind, unter anderem, der Airbus A380
und A350-XWB, Boeings 787 Dreamliner sowie die BMW i Fahrzeugmodelle. Allerdings verbleiben
Inhibitoren für eine weitreichendere Verbreitung dieser Werkstofklasse. Dies sind zum einen die
hohen Materialkosten, insbesondere kohlenstoffaserverstärkter Kunststofe. Ein weiterer ist die
Ermangelung geeigneter, kosteneizienter Verarbeitungs- und Fügetechnologien für die Großserie.
Um diese Hemmschwellen zu überwinden, wurden und werden intensive Forschungsbemühungen
unternommen. Zielsetzung ist die Entwicklung eizienterer und kostengünstigerer Prozesstechno-
logien für die Verarbeitung endlosfaserverstärkter Verbundwerkstofe. In diesem Kontext ziehen
thermoplastische Matrixwerkstofe jüngst ein gesteigertes Interesse auf sich. Sie sind in Form
von unverstärkten und diskontinuierlich faserverstärkten Materialtypen bereits heute essentieller
Bestandteil von Großserienproduktionen aller Industriezweige. Mit einem erstarkenden Fokus auf
die genannten, strukturellen Anwendungen ist es das Ziel aktueller Bestrebungen, das Potenzial
von Thermoplasten, zur Reduktion von Zykluszeit und Kosten, auch in diesen Anwendungsfeldern
zu nutzen. [1Ű6]
Neben diesen wirtschaftlichen Herausforderungen, bedingt die anisotrope Natur faserverstärkter
Kunststofe jedoch weitere, werkstoinhärente Faktoren, die es bei der Bauteilherstellung zu berück-
sichtigen gilt. Ein zentraler Aspekt in diesem Zusammenhang ist die Ausprägung von thermischen
Dehnungen während der Kühlphase der Verarbeitungszyklen. Diese sind in zweierlei Hinsicht als
1 synonym: endlosfaserverstärkter Kunststof
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kritisch zu bewerten. Zum einen stellen die korrespondierenden thermischen Eigenspannungen
eine intrinsische Vorbelastung des Werkstofs dar, die zu einer Reduktion der ertragbaren äußeren
Lasten führen kann. In der Folge ist die mechanische Leistungsfähigkeit des Werkstofs nicht voll
nutzbar und resultiert in einem geringeren Potenzial zur Massenreduktion gegenüber Metallen.
Zum anderen besteht die Gefahr, dass thermische Dehnungen zu signiĄkanten Verformungen einer
Struktur gegenüber ihrer Sollgeometrie beitragen. Unter prozesstechnischen Gesichtspunkten sind
ausbalancierte thermische Dehnungen in symmetrischen Laminaten dabei zunächst als unkritisch
zu bewerten, da keine signiĄkanten Verformungen in Erscheinung treten. Erst durch die Ausprä-
gung lokal unbalancierter thermischer Dehnungen über den Querschnitt, liegt ein Dehnungsfeld
vor, das eine Deformation der Struktur bis zum energetischen Gleichgewichtszustand erzwingt.
Gestaltabweichungen entstehen. Derartige geometrische Abweichungen können zu erheblichen Kom-
plikationen bei der Montage von Baugruppen führen. Unzulässig hohe Fügekräfte können die Folge
sein. Komponenten aus dünnwandigen, schalenförmigen Laminaten sind hiervon in besonderem
Maße betrofen. Bereits bestehende Methoden und Softwaretools zur Abschätzung dieser Gestalt-
abweichungen sind in vielen Fällen nicht ausreichend präzise. Folglich geht der Serienfertigung
von Bauteilen oftmals ein iterativer Anpassungsprozess der Fertigungsmittel und Formwerkzeuge
voraus. Dieses Vorgehen ist zeit- und kostenintensiv und somit für eine eiziente Bauteilherstel-
lung hinderlich. Zusammengefasst tragen verarbeitungsbedingte thermische Dehnungen und die
korrespondierenden Gestaltabweichungen somit einen fundamentalen Anteil zur Maßhaltigkeit und
mechanischen Leistungsfähigkeit struktureller Faserverbundkomponenten bei. Sie sind folgerichtig
kritische Größen, die es bei der Auslegung von Bauteilen aus endlosfaserverstärkten Thermoplasten
zu berücksichtigen gilt.
Im vorangehenden Absatz wurde ein lokal unbalanciertes thermisches Dehnungsfeld als eine der
treibenden Kräfte für die Entstehung von Gestaltabweichungen benannt. Derartige Dehnungen
beruhen zum einen auf verarbeitungsbedingten Störgrößen, wie beispielsweise Temperaturgradien-
ten bei der Abkühlung oder Schwankungen des Faservolumengehalts. Zum anderen können sie
durch die asymmetrische Gestaltung des Lagenaufbaus erzwungen sein. Dieser Gestaltungsaspekt
ist zwar grundsätzlich vermeidbar, im Hinblick auf die maximale Nutzung des Leichtbaupotenzials
endlosfaserverstärkter Kunststofe jedoch von Bedeutung. So erlaubt die lokale Variation des
Lagenaufbaus und der Wandstärke eine Optimierung des Bauteils entsprechend der wirkenden
Hauptlastpfade. Dergestalt maßgeschneiderte Bauteile besitzen das Potenzial zur maximierten
Materialeinsparung und somit Massen- und Kostenreduktion. Die kompromissbehaftete DeĄnition
einer speziĄschen Wandstärke und eines einheitlichen Lagenaufbaus wird vermieden.
1.1 Motivation
Trotz der vielfältigen Vorteile, die sich aus der Anwendung maßgeschneiderter Gelegelaminate
ergeben, erfolgt die Bauteilumsetzung zumeist ohne die intensive Nutzung dieser Freiheitsgrade
der Laminatgestaltung. Stattdessen dominiert, gemäß dem Stand der Technik, die Verwendung
von Gewebehalbzeugen und Gelegelaminaten mit homogenem, quasi-isotropem Lagenaufbau. Zwar
werden in der Luftfahrtindustrie bereits graduelle Wandstärkenvariationen mit derartigen Halbzeu-
gen realisiert, für lastoptimierte, lokale Verstärkungspatches ist dies jedoch nicht zutrefend. Ein
wesentlicher Grund hierfür sind die, in Teilen, noch unzureichenden Erkenntnisse über die enge
Interaktion zwischen der Laminatgestaltung, dem Werkstofverhalten sowie dem ProzesseinĆuss
mit den resultierenden Gestaltabweichungen. Im Rahmen der vorliegenden Arbeit gilt es diese
Lücke zu schließen. Bereits 1982 fasste Pagliuso [7] die damit einhergehenden Problemstellungen
eingängig im Titel seiner Veröfentlichung zusammen:
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Warpage, A Nightmare for Composite Parts Producers1. Dieses Credo von Pagliuso aufgreifend,
ist die zentrale Motivation der vorgestellten Arbeit: Das Leisten eines Beitrags zum erweiterten
Verständnis der Entstehung, der Vorhersage und der Bewertung von Gestaltabweichungen in
maßgeschneiderten Gelegelaminaten mit thermoplastischer Matrix.
Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt auf dünnwandigen Laminaten mit einem Patch als lokales
Verstärkungselement. Derartige Strukturen sind für eine maximale Nutzung des Leichtbaupotenzi-
als prädestiniert. Gleichzeitig treten die geometrischen Abweichungen von der Sollgeometrie dort
besonders schwerwiegend in Erscheinung. Mit Blick auf das wirtschaftliche Potenzial thermoplasti-
scher Matrixwerkstofe, erfolgt die Verarbeitung der Gelegelaminate anhand einer exemplarischen
Prozesskette, die großserienfähige Presszyklen ermöglicht.
1.2 Zielsetzung
Innerhalb des Versuchsrahmens dieser Arbeit ist es das Ziel, die komplexen Zusammenhänge zwi-
schen Laminatgestaltung, Verarbeitungsparametern und den resultierenden Gestaltabweichungen
der betrachteten Versuchskörper zu analysieren und zu bewerten. Der Nachweis hierzu ist anhand
einer experimentellen Datenbasis zu erbringen, deren Generierung darauf ausgerichtet ist, auch
komplexe, überlagerte Deformationsmoden der Versuchskörper identiĄzieren und quantiĄzieren zu
können. Darüber hinaus ist ein Simulationsmodell zu erarbeiten, dessen Fokus es ist eine frühzeitig
Abschätzung der Gestaltabweichungen im Gestaltungsprozess zu ermöglichen. Die VeriĄzierung
und Validierung dieses Modells hat auf Basis eines Abgleichs zwischen Simulation und Experiment
zu erfolgen. Zu diesem Zweck ist eine vergleichende Bewertung sowohl der individuellen, als auch
der überlagernden EinĆussgrößen der Gestaltabweichungen durchzuführen. Als zentrales Ergebnis
dieser Dissertation ist eine Methodik zu schafen, die ein Vorgehen zur Vorhersage und Bewertung
der Gestaltabweichungen von dünnwandigen, lokal verstärkten Gelegelaminaten mit thermoplasti-
scher Matrix bereitstellt. Anhand dieser Methodik sind Richtlinien für den Gestaltungsprozess
abzuleiten und Grenzen der Modellgültigkeit zu deĄnieren.
1.3 Aufbau der Arbeit
Die vorliegende Dissertationsschrift gliedert sich in sechs Kapitel, deren Inhalt nachfolgend umrissen
wird. Die gewählte Untergliederung beruht auf den in Kapitel 1 identiĄzierten Problemstellun-
gen und Zielsetzungen, die es bei der Herstellung von maßgeschneiderten, thermoplastischen
Gelegelaminaten zu lösen gilt.
Kapitel 2 gibt einen Überblick zum aktuellen Stand der Erkenntnisse in den themenbezogenen
Schwerpunkten. Hierzu wird zu Beginn eine grundsätzliche Einordnung der genutzten thermo-
plastischen Halbzeuge und des Thermoplast-Tapelegens im Gesamtkontext der kontinuierlich
faserverstärkten Halbzeuge gegeben. Anschließend folgt eine Auseinandersetzung mit den Beson-
derheiten der Morphologie und Kristallisation des gewählten Matrixwerkstofs, PolyphenylensulĄd.
Anschließend wird intensiv auf die Forschungsarbeiten anderer Autoren mit einem speziĄschen Be-
zug zum Thema der Gestaltabweichungen kontinuierlich faserverstärkter Kunststofe eingegangen.
Aufbauend auf diesem Überblick leitet sich letztlich die Abgrenzung dieser Arbeit zum aktuellen
Stand der Wissenschaft und Technik ab.
Kapitel 3 erläutert zunächst die Hintergründe mit Bezug zum gewähltem Werkstofsystem,
der Geometrie der Versuchskörper sowie deren Variation des Lagenaufbaus der Gelegelaminate.
Anschließend wird der umgesetzte Verarbeitungsprozess für die zwei Prozessstufen Konsolidierung
und Umformung beschrieben. Diese Ausführungen werden begleitet von einer Erläuterung des



























Abbildung 1.1: Übersicht der Kapitel dieser Arbeit sowie ihrer inhaltlichen Schwerpunkte
Vorgehens zur Erfassung der Gestaltabweichungen mittels Laser-Scanverfahren sowie der Weiter-
verarbeitung dieser Scandaten. Zuletzt folgt ein Überblick des Simulationsmodells, das genutzt
wird, um eine Vorhersage der experimentell ermittelten Gestaltabweichungen trefen zu können.
Kapitel 4 bildet den zentralen Ergebnisteil der Arbeit und beinhaltet Details zur Versuchspla-
nung und -durchführung, den thermoanalytischen und mechanischen Werkstofcharakterisierungen,
der Auswertung der Gestaltabweichungen auf Basis der Scandaten sowie eine Vorstellung der
Ergebnisse des Simulationsmodells. Ist es für das weiterführende Verständnis der Untersuchungser-
gebnisse erforderlich, so werden die entsprechenden Einzelaspekte von einer ersten, jedoch isolierten,
Bewertung und Diskussion begleitet.
Kapitel 5 diskutiert anschließend übergreifend die Ergebnisse aus Kapitel 4 und setzt die-
se zueinander in Bezug. Es ergänzt und erweitert somit die isolierten Einzelbewertungen aus
Kapitel 4. Auf Basis dieser Diskussion der Inhalte werden Gestaltungsrichtlinien und -grenzen
abgeleitet. Ziel ist es, damit eine Überführung dünnwandiger, lokal verstärkter Gelegelaminate mit
thermoplastischer Matrix in die Anwendung zu unterstützen.
Kapitel 6 schließt die Arbeit mit einer Zusammenfassung der gewonnenen Erkenntnisse ab. Es
liefert zudem einen Ausblick auf mögliche Fragestellungen, die im Verlauf der Analysen aufgedeckt
wurden und gibt Handlungsempfehlungen für zukünftige Untersuchungsschwerpunkte.
KAPITEL 2
Grundlagen und Stand der Erkenntnisse
Die nachfolgenden Abschnitte dienen dem Zweck, die themenrelevanten Grundlagen darzulegen,
sowie die Vorarbeiten anderer Autoren aufzuarbeiten. Auf eine ausführliche Beschreibung der
thermomechanischen Grundlagen von faserverstärkten Kunststofen wird an dieser Stelle jedoch
bewusst verzichtet. Stattdessen wird hierzu auf die einschlägige Fachliteratur verwiesen. Eine
ausführliche und didaktische Aufbereitung der relevanten Zusammenhänge Ąndet sich unter ande-
rem in [8Ű11]. Folglich beginnt dieses Kapitel in Abschnitt 2.1 mit einer allgemeinen Einführung
in die kontinuierlich faserverstärkten Halbzeuge mit thermoplastischer Matrix sowie deren Ver-
arbeitung. In Abschnitt 2.2 folgen Hintergründe zum Matrixwerkstof PolyphenylensulĄd und
dessen Kristallisationsverhalten. Mit besonderer Relevanz für die Zielsetzungen dieser Arbeit,
beinhaltet Abschnitt 2.3 einen umfangreichen Überblick über die Vorarbeiten anderer Autoren,
deren Untersuchungsschwerpunkt auf den Gestaltabweichungen kontinuierlich faserverstärkter
Kunststofe liegt. Abgeschlossen wird das Kapitel in Abschnitt 2.4 durch eine Abgrenzung dieser
Dissertation gegenüber dem aktuellen Stand der Erkenntnisse.
2.1 Kontinuierlich faserverstärkte Halbzeuge mit thermoplastischer Matrix
Faserverstärkte Thermoplaste sind in vielfältigen Lieferformen als vorimprägnierte Halbzeuge1 am
Markt verfügbar. Eine Variante zur Unterteilung der unterschiedlichen Halbzeugklassen orientiert
sich an den zugehörigen Verarbeitungsverfahren, und ist deĄniert über die Länge der eingebet-
teten Verstärkungsfasern in der Matrix. Sie wird in Kurz-, Lang- und Endlosfaserverstärkung
vorgenommen [3, 8, 11].
Für eine Endlosfaserverstärkung ist die Voraussetzung zu erfüllen, dass die Faserlänge den
Bauteilabmessungen, respektive der Lastpfadlänge, entspricht und die Fasern gerichtet vorliegen.
Sind diese Voraussetzungen erfüllt, und liegt eine Belastung in Längsrichtung vor, werden die
aufgeprägten Lasten vorrangig durch die Verstärkungsfasern des Verbundwerkstofs getragen.
Dieser Charakteristik entsprechend, werden derartige Halbzeuge synonym als kontinuierlich faser-
verstärkt bezeichnet. Die Verbundeigenschaften werden in diesem Fall durch die Verstärkungsfasern
dominiert. Als Resultat ergibt sich im Vergleich zu diskontinuierlich faserverstärkten Kunststofen
ein signiĄkant erhöhtes Eigenschaftsniveau. Zur Maximierung der Leistungsfähigkeit kontinuier-
lich faserverstärkter Thermoplaste erfolgt ihre Herstellung mit hohen Faservolumengehalten von
50 bis 70 %. Das potentielle Anwendungsspektrum dieser Halbzeugklasse erstreckt sich folglich
insbesondere auf hoch belastete, strukturelle Komponenten, die sich nicht mit diskontinuierlich
faserverstärkten Kunststofen realisieren lassen. [1, 3, 8, 12]
1 engl.: prepregs
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Aus den zuvor genannten Punkten lässt sich die zentrale Motivation für den Einsatz konti-
nuierlich faserverstärkter Thermoplaste ableiten. Angetrieben von politischen Entscheidungen
und Richtlinien, liegt sie insbesondere in den intensiven Leichtbaubemühungen der verschiedenen
Industriezweige begründet. Zentrales Ziel der hierzu unternommenen Entwicklungsarbeiten ist eine
Senkung der Systemmasse und eine damit einhergehende Steigerung der Energieeizienz [5, 13Ű15].
Insbesondere für die Substitution hoch belasteter, metallischer Komponenten spielen endlosfaser-
verstärkte Kunststofe eine zentrale Rolle in der Luftfahrt- sowie der Automobilindustrie. Diese
Werkstofe zeichnen sich, neben ihrem Potenzial zur funktionsintegrierten Bauweise, durch ihre
hervorragenden massenbezogenen Eigenschaften wie SteiĄgkeit, Festigkeit und Energieabsorption
aus. Weitere Vorzüge sind ein gutmütiges Ermüdungsverhalten, geringere Eigenschaftsänderungen
bei erhöhten Temperaturen sowie eine hohe Korrosions- und Chemikalienbeständigkeit [1, 3, 8, 12].
2.1.1 HalbzeugklassiĄzierung
Die Gruppe der endlosfaserverstärkten Thermoplaste unterscheidet vier zentrale Halbzeugtypen:
Hybridgarne, ProĄle, gewebeverstärkte Plattenware und unidirektional faserverstärkte Bänder
(UD-Tapes). Ausführliche Beschreibungen der einzelnen Halbzeuge sind in der Fachliteratur viel-
fältig vorzuĄnden [1, 3, 8, 12]. Allen gemein ist die Eigenschaft, dass die Verstärkungsfasern
bereits teilweise oder vollständig mit der Matrix imprägniert vorliegen. Für die Imprägnierung der
Verstärkungsfasern mit der thermoplastischen Matrix existieren vielfältige Verfahrensvarianten,
deren Prinzipien in [1, 3, 12, 16, 17] ausführlich erläutert sind. Von unmittelbarer Relevanz
für die vorliegende Arbeit sind UD-Tapes, weswegen ihnen eine besondere Bedeutung zukommt.
Ihre charakteristischen Eigenschaften werden nachfolgend vorgestellt und konsolidierten Gewe-
behalbzeugen gegenübergestellt. Letztere sind hinsichtlich Anwendungsspektrum und genutzten
Verarbeitungstechnologien vergleichbar und bilden somit eine Alternative bei der Werkstofauswahl.
Gewebeverstärkte Plattenware bezeichnet ein rechteckiges Halbzeug, dessen textile Verstärkungs-
struktur bereits vollständig mit thermoplastischer Matrix imprägniert und konsolidiert ist.
Zur Anpassung des EigenschaftsproĄls der Gewebehalbzeuge sind verschiedene Bindungs-
arten am Markt verfügbar, wobei die Leinwand-, Köper- sowie Atlasbindung dominieren[2,
17]. Diese unterscheiden sich durch eine Variation in der Anordnung der Rovings in Kett-
und Schussrichtung sowie den variierenden Grad der Ondulation. In der Folge ergeben
sich ModiĄkationen der mechanischen Leistungsfähigkeit und des Drapierverhaltens der
Bindungsarten. Eine geringere Ondulation wirkt sich auf Grund des höheren Anteils an
gestreckten Verstärkungsfasern positiv auf die Kennwerte SteiĄgkeit und Festigkeit aus. Das
Drapierverhalten verbessert sich mit dem realisierbaren Maß der Scherdeformation, das von
der Bindepunktdichte in Kett- und Schussrichtung abhängt [2, 11].
UD-Tapes sind Bänder mit einer vollständig imprägnierten, rein unidirektionalen Faserverstärkung.
Sie unterscheiden sich von rechteckigen ProĄlen insbesondere durch ihre geringe Wandstärke.
Diese beträgt üblicherweise 0,1 bis 0,2 mm für Kohlenstoffaser- und 0,2 bis 0,4 mm für
Glasfaserverstärkung. UD-Tapes sind die Grundlage für die Herstellung von Gelegelamina-
ten, die in Abschnitt 2.1.2 beschrieben ist. Das UD-Tape bildet darin die unidirektionale
Einzelschicht, die gestreckt ohne Ondulation vorliegt, und mit beliebiger Faserorientierung
in die Gelege eingebracht werden kann [11]. Durch ein Stapeln der Einzelschichten, deren
Faserorientierungen individuell auf die Lastfälle der Anwendung angepasst sind, entsteht das
Tapegelege. Darüber hinaus realisieren moderne Tapelegeverfahren eine endkonturnahe Gele-
geherstellung, wodurch Verschnittreste gegenüber rechteckigen Gewebehalbzeugen minimiert
und proĄlierte Wandstärken ermöglicht werden. Abbildung 2.1 zeigt ein endkonturnahes
Gelege mit proĄlierter Wandstärke, hergestellt aus UD-Tape Rollenware.
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Abbildung 2.1: Endkonturnahes Gelege mit proĄlierter Wandstärke, hergestellt aus UD-Tape
2.1.2 Herstellung und Verarbeitung von Gelegelaminaten
Für die Verarbeitung unidirektional faserverstärkter Duromer-Prepregs sind bereits seit den 1970er
Jahren so genannte ĎAutomated Tape Laying (ATL)Ş und ĎAutomated Fiber Placement (AFP)Ş
Systeme in der Luft- und Raumfahrtindustrie im Einsatz. Ihre Grundlage bilden Industrieroboter
oder Portalsysteme, die mit einem Legekopf kombiniert werden und die Herstellung schalenförmiger
Bauteile ermöglichen [1, 9, 18]. In Abbildung 2.2 sind zwei derartige Systeme exemplarisch
dargestellt. Durch das steigende Interesse an der Fertigung hochbelastbarer Thermoplastbauteile,
stehen heutzutage auch Tapelegesysteme für die Verarbeitung von UD-Tapes mit thermoplastischer
Matrix zur Verfügung. Dominant sind zwei grundlegende Konzepte des Thermoplast-Tapelegens.
Sie werden in den nachfolgenden Absätzen vorgestellt und voneinander abgegrenzt.
(a) AFP-Industrieroboter [19] (b) ATL-Portalsystem [20]
Abbildung 2.2: Tapelegesysteme zur Herstellung schalenförmiger Bauteile aus duromeren oder ther-
moplastischen UD-Prepregs
Das Konzept 1 zielt auf eine direktes, vollĆächiges Verschweißen der Einzellagen ab, wodurch
ein monolithisches Laminat aufgebaut wird. Dieser Vorgang, die Konsolidierung, beschreibt nach
Henning et al. [3] Ďdas weitestgehend einschlussfreie Zusammenführen von Fasern, Matrix und
gegebenenfalls Füllstofen und das Verfestigen zum FaserverbundbauteilŞ. Die Konsolidierung
wird für dieses Konzept durch ein lokales Aufschmelzen des abzulegenden UD-Tapes, und das
anschließende Anpressen auf die darunter liegende Tapelage erzielt. Die Erstarrung des Verbunds
erfolgt durch die Abkühlung des Materials während des Anpressens. Bedingt durch diesen Ansatz
einer in-situ Konsolidierung des herzustellenden Gelegelaminats, ist die Zielsetzung derartiger Tape-
legesysteme meist die direkte Herstellung schalenförmiger Bauteile. Eine nachträgliche Umformung
ist nicht zwangsläuĄg erforderlich. Systeme dieses Typs eigenen sich durch ihre anlagentechnische
Basis, die ähnlich zu duromeren ATL-Systemen aufgebaut ist, auch für die Herstellung sehr großer
Komponenten. Die Bauteilkomplexität ist jedoch durch die Gestaltung des Legekopfs beschränkt
und oftmals als gering zu bewerten [17, 21].
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Für das Konzept 2 liegt der Fokus auf dem Ablegen und Stapeln einzelner Streifen UD-Tape.
Der Zusammenhalt des Geleges wird bei diesem Verfahrensprinzip durch lokales Verschweißen der
Einzellagen erzielt (Fixierungspunkte). Hierzu werden insbesondere Ultraschallsonotroden oder
Laserstrahlung eingesetzt. Das so hergestellte Gelege ist vollständig eben und nicht konsolidiert.
Die lokalen Schweißpunkte ermöglichen lediglich die Handhabung der Gelege bis zu deren Weiter-
verarbeitung innerhalb der Prozesskette. Diese ist exemplarisch in Abbildung 2.3 dargestellt. Die
dort gezeigte Dreiteilung in Gelegeherstellung, Konsolidierung und Formgebung entspricht einer
Trennung der Teilprozessschritte, wie sie in Konzept 1 kumuliert durch den Legekopf erfolgen.
Gelegeherstellung Konsolidierung Formgebung
Abbildung 2.3: Schematische Darstellung einer typischen Prozesskette zur Verarbeitung von Gelegen
aus UD-Tape
Die Komplexität von Konzept 1 bedingt, im Vergleich zu Konzept 2, Einbußen bei der erzielbaren
Bauteilkomplexität sowie der Ablegerate. Darüber hinaus stellt der instationäre Energieeintrag in
die UD-Tapes und das Gelegelaminat hohe Anforderungen an die DeĄnition optimierter Prozess-
parametersätze. Als Konsequenz ist eine direkte Herstellung von Bauteilen in Endkontur und mit
vollständiger Konsolidierung nicht immer möglich. Stattdessen kann, abhängig von den zu erfüllen-
den Anforderungen, eine nachgeschaltete Umformung zur Ąnalen Geometrie, verbunden mit einer
Erhöhung des Konsolidierungsgrads, erforderlich sein [17]. Der Schwerpunkt von Konzept 2 liegt im
Gegenzug auf einer Aufteilung der Bauteilherstellung in einzelne, eiziente Teilschritte, mit einem
reduzierten Maß an Komplexität (vergleiche Abbildung 2.3). Motivation dieses Vorgehens ist die
Minimierung der Zykluszeit der Teilprozessschritte sowie die Möglichkeit zu deren parallelisierten
Durchführung, um eine wirtschaftliche Bauteilfertigung in der Großserie zu ermöglichen.
Für die Konsolidierung der mittels Konzept 2 hergestellten Gelege stehen vielfältige Prozess-
technologien zur Verfügung, die exemplarisch in [1, 16] beschrieben sind. Allen gemein sind die
zentralen Prozessparameter Temperatur, Druck sowie Verweilzeit, die das VerarbeitungsproĄl
bilden. Ihr Verlauf variiert für die unterschiedlichen Prozesstechnologien und bildet deren zentrales
Unterscheidungsmerkmal. Gleichzeitig prägt das VerarbeitungsproĄl die erreichbaren Zykluszeiten
sowie den sich einstellenden Konsolidierungsgrad nach der Erstarrung des konsolidierten Gelegela-
minats. In Ergänzung zu den Ausführungen von Wöginger [16] Ąndet in der vorliegenden Arbeit
ein hybrides Anlagenkonzept Anwendung, das unter den semi-kontinuierlichen Pressensystemen
einzuordnen ist. Es ist in Abschnitt 3.2 näher beschrieben.
Im Anschluss an die Konsolidierung der lokal verschweißten Gelege zu monolithischen Laminaten,
erfolgt deren Umformung zu schalenförmigen Bauteilen. Für die Realisierung derartiger Bauteile
mit geringen Zykluszeiten, hat sich das Stempelumformverfahren1 etabliert [1, 17, 22, 23]. Dieses
Pressverfahren ist schematisch in Abbildung 2.4 dargestellt und beinhaltet die nachfolgend be-
schriebenen Prozessschritte. Die Erläuterungen erfolgen, mit Bezug zum Schwerpunkt dieser Arbeit,
1 engl.: matched-metal molding
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anhand eines teilkristallinen Thermoplasten. Amorphe Thermoplaste erfordern ein grundsätzlich
vergleichbares Vorgehen, ein Schmelzen kristalliner Strukturen entfällt jedoch. Stattdessen muss
die Temperaturführung so gewählt werden, dass eine ausreichende Fließfähigkeit der Matrix bei





















Abbildung 2.4: Schematische Darstellung der Formgebung thermoplastischer Laminate im Stempel-
umformverfahren (CFRTP - engl.: continuous-Ąber-reinforced thermoplastics)
Erwärmung: Die Umformung der konsolidierten Gelegelaminate erfordert eine Erwärmung der
thermoplastischen Matrix auf deren Verarbeitungstemperatur. Diese ist für teilkristalline
Thermoplaste oberhalb der Schmelztemperatur zu wählen, um zu gewährleisten, dass ein
vollständiges Aufschmelzen der kristallinen Anteile der Matrix ermöglicht wird. Darüber
hinaus muss die Temperatur ausreichend hoch gewählt werden, dass während des Transfers
im Anschluss an die Heizphase keine Erstarrungsvorgänge der Matrix durch Kristallisation
initiiert werden.
Transferphase: Nach der Erwärmung auf Verarbeitungstemperatur beĄndet sich die Matrix im
Zustand der amorphen Schmelze. Beim Einwirken äußerer Lasten ist somit kein Zusammenhalt
des Verbundwerkstofs sichergestellt. Das Halbzeug ist biegeschlaf. Dieser Sachverhalt ist
zu berücksichtigen, da bei unsachgemäßer Handhabung ein Durchhängen des Halbzeugs
resultiert. Aus diesem Grund bedarf es geeigneter Transportlösungen für den Transfer.
Um dem Rechnung zu tragen, erfolgt vor der Erwärmung eine Fixierung des Laminats in
einem Transport- oder Spannrahmen. Dabei liegt das Hauptaugenmerk darauf, dass die
aufgeprägten Haltekräfte ausschließlich in die Verstärkungsfasern eingeleitet werden. Wird
dieser Aspekt berücksichtigt, wird ein Durchhängen des erwärmten Halbzeugs minimiert und
eine Nachführung des Laminats während dessen Formgebung ermöglicht.
Drapierung/Umformung: Die Drapierung eines Gelegelaminats erfolgt durch den Schließhub des
Formwerkzeugs, das aus einer positiven und negativen Werkzeughälfte aufgebaut ist. Die
Temperatur des Werkzeugs wird unterhalb der Kristallisationstemperatur der Matrix ge-
wählt, um eine schnelle Abkühlung und Erstarrung des Laminats zu erzielen. Diese Art der
Temperaturführung ist entscheidend, damit die notwendige Kühlzeit bis zur Bauteilentfor-
mung möglichst gering ausfällt. Dabei ist zu berücksichtigen, dass durch die vorangehende
Erwärmung der Laminate über Schmelztemperatur eine teilweise Dekonsolidierung der Ein-
zellagen des Laminats vorliegt [24]. Erst durch das Aufprägen einer Flächenpressung bei
der Formgebung erfolgt eine erneute Konsolidierung des Laminats. Die hierzu erforderlichen
Schließkräfte werden durch den Einsatz hydraulischer Pressen realisiert.
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2.2 Morphologie, Verarbeitung und Kristallisation von Polyphenylensulfid
PolyphenylensulĄd (PPS) ist ein teilkristalliner Thermoplast aus der Gruppe der Hochleistungspo-
lymere. Erste Vorarbeiten der jüngeren Vergangenheit zur Synthese von PhenylensulĄd-Polymeren
wurden 1959 und 1960 von Lenz et al. veröfentlicht [25Ű27]. Auf der Basis weiterführender
Forschungsbemühungen folgten insbesondere in den 1960er bis 1990er Jahre eine Vielzahl von
Patenten zur industriellen Herstellung von PPS. Eine Auswahl dieser Patente Ąndet sich in
[28, 29]. Heutzutage erfolgt die Synthese von PPS als Polykondensation von 1,4-Dichlorbenzol
Cl(p-C6H4)Cl mit DinatriumsulĄd Na2S in einem geeigneten Lösungsmittel1. Als Abspaltprodukt
entsteht Natriumchlorid NaCl [28Ű30]. Abbildung 2.5 illustriert die resultierende Strukturformel
von PPS.
Abbildung 2.5: Idealisierte Strukturformel von PolyphenylensulĄd (PPS)
Abhängig von den Details der Polymerisation sowie der thermischen Nachbehandlung, kann
zwischen linearem, verzweigtem und vernetztem PPS unterschieden werden. Mit dem Bezug zu
dieser Arbeit ist lediglich lineares PPS Bestandteil der Untersuchungen. Die im folgenden getrofenen
Aussagen beziehen sich somit stets auf diesen Untertyp. Zentrale Vorteile in der technischen
Anwendung gegenüber den verzweigten und vernetzten Derivaten sind die erhöhte Bruchdehnung
und Schlagzähigkeit, eine höhere Bindenahtfestigkeit sowie das bessere Fließverhalten [29, 31, 32].
Trotz erhöhter Kosten gegenüber anderen technischen Thermoplasten, wird PPS auf Grund seines
hervorragenden Eigenschaftsspektrums zunehmend für anspruchsvolle technische Anwendungen in
Betracht gezogen. Einige Vorteile gegenüber einer Vielzahl anderer Thermoplasten sind [29, 30,
32Ű34]:
• Hohe Festigkeit, SteiĄgkeit und Härte;
• hohe Glasübergangstemperatur von 85 ◇C und Dauereinsatztemperatur von 240 ◇C;
• geringe Kriechneigung sowie gute Maßhaltigkeit, auch bei erhöhten Temperaturen;
• hervorragende chemische Beständigkeit und inhärente Flammhemmung.
Das resultierende Anwendungsspektrum erstreckt sich auf alle Industriezweige. Mit einem Bezug
zu dieser Arbeit, liegt ein besonderer inhaltlicher Fokus jedoch auf Anwendungen für die Großserie
in der Automobil- und Luftfahrtindustrie. Insbesondere unverstärktes sowie diskontinuierlich
faserverstärktes PPS sind dort bereits für eine Vielzahl von Anwendungen in Gebrauch [34, 35]. In
der jüngeren Vergangenheit der Luftfahrtindustrie entstanden zudem erste Serienanwendungen
auf Basis kontinuierlich faserverstärkter Halbzeuge. Neben semi-strukturellen Sitzkomponenten,
existieren auch erste strukturelle Bauteile, anhand derer Gewichtseinsparungen von bis zu 50 %
gegenüber der ursprünglichen Metalllösung erzielt werden [36]. Beispiele reichen von den vorderen
TragĆächenkanten von Passagiermaschinen über Halteclips in deren Rumpfbereich bis hin zu
komplexen, induktionsgeschweißten Leitwerken für Helikopter [36Ű38]. Abbildung 2.6 zeigt zwei
der genannten Anwendungen.
1 Oftmals N-Methylpyrrolidon
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Abbildung 2.6: Halteclip, hergestellt aus endlosfaserverstärkten PPS-Halbzeugen, und Zusammenbau
in der Rumpfschale eines A350-XWB [39]
2.2.1 Allgemeine Verarbeitungshinweise
Die Verarbeitung von PolyphenylensulĄd erfolgt ausgehend von Verarbeitungstemperaturen �V
größer 300 ◇C, um ein vollständiges Aufschmelzen aller kristallinen Anteile sicherzustellen. Für
endlosfaserverstärkte Halbzeuge werden vielfach sogar Verarbeitungstemperaturen von bis zu
340 ◇C empfohlen. Dieses Vorgehen dient dem Zweck, eine Unterkühlung des Materials während
des Transfers in die Werkzeugkavität zu vermeiden. Es gilt jedoch zu beachten, dass �V unterhalb
von 370 ◇C zu wählen ist, da ansonsten thermische Abbauvorgänge einsetzen [28, 34].
Um eine großserienfähige Bauteilherstellung mit kurzen Zykluszeiten zu ermöglichen, erfolgt die
Formgebung von endlosfaserverstärkten Laminaten mit isotherm temperierten Presswerkzeugen.
Der hohe Temperaturgradient zwischen Werkzeugtemperatur �wzg und �V resultiert dabei in
einer rapiden, nicht-isothermen Abkühlung des Halbzeugs. In der Spitze können Kühlraten �
von mehreren tausend Kelvin pro Minute auftreten [40]. Im Verlauf dieser Kühlphase setzt für
teilkristalline Thermoplaste ein Erstarren der Matrix in Verbindung mit einer Bildung kristalliner
Bereiche ein [30, 40]. Die zugehörige Kristallisationstemperatur �c zeigt eine Abhängigkeit von
� und kann mittels dynamischer Diferenz-Kalorimetrie (DSC) ermittelt werden. Es gilt der
Zusammenhang, dass sich die Kristallisation für steigende Abkühlraten zu geringeren Tempe-
raturen verschiebt [40, 41]. Eine solche Abhängigkeit des Kristallisationsverhaltens gegenüber
der Verarbeitungshistorie existiert auch für PPS in ausgeprägter Form und ist bei der DeĄnition
geeigneter Verarbeitungsparameter zu beachten [28, 29, 33, 42]. Als allgemeine Orientierung für
die Verarbeitung endlosfaserverstärkter PPS-Halbzeuge enthält Tabelle 2.1 eine Zusammenstellung
der Prozessparameter diverser Veröfentlichungen. Der nachfolgende Abschnitt 2.2.2 geht gesondert
auf diese Interaktion von Verarbeitung und Kristallisation ein und setzt sie in Bezug zu diversen
Forschungsarbeiten zur Kristallisationskinetik von PPS.
Tabelle 2.1: Prozessparameter für die Verarbeitung endlosfaserverstärkter PPS-Halbzeuge in [43Ű48]
Parameter Wertebereich
Verarbeitungstemperatur TV ◇C 310 - 370
Werkzeugtemperatur Twzg ◇C 80 - 230
Pressdruck p MPa 1 - 10
2.2.2 Die Kristallisation von PPS im Kontext nicht-isothermer Verarbeitung mit hohen Kühlraten
Die gängigste Methode zur Analyse der Kristallisation von Kunststofen ist die dynamische Dife-
renz-Kalorimetrie (DSC), deren technisches Verfahrensschema in [40, 41] ausführlich beschrieben
ist. Ihr liegt die Systematik zu Grunde, dass eine zu untersuchende Probensubstanz mit bekann-
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ter Einwaage, einem kontrollierten Temperaturzyklus unterzogen wird. Durch den Vergleich des
Wärmestroms mit einer bekannten Referenz ist es möglich, physikalische und chemische Um-
wandlungsvorgänge der Probensubstanz zu quantiĄzieren. Die Messung des Wärmestroms erfolgt
dabei auf Basis der elektrischen Heizleistung. Die korrespondierende, massenspeziĄsche Enthal-
pieänderung �� ist charakteristisch für die jeweilige Phasenumwandlung. Für thermoplastische
Kunststofe sind insbesondere die speziĄsche Schmelzenthalpie ��m, Kristallisationsenthalpie ��c
sowie die speziĄsche Gesamtkristallisationsenthalpie ��0c von Bedeutung. ��
0
c beschreibt den
theoretischen Fall vollständiger Kristallinität. Da dieser Zustand nicht zu erreichen ist, gestaltet
sich die genaue QuantiĄzierung von ��0c oftmals schwierig. Für PPS werden Werte von 50 bis
150,5 J/g berichtet. Eine umfassende Auseinandersetzung mit den daraus resultierenden Problem-
stellungen bei der Bestimmung akkurater Werte für den Kristallinitätsgrad �c erfolgte durch
Spruiell et al. [33]. In diesem Kontext geben die Autoren drei Gleichungen zur Berechnung von �c
an, die auch im Rahmen von Abschnitt 4.2.1 Anwendung Ąnden.





• Kristallisation der ungefüllten Matrix mit kalter Kristallisation ��c, kalt:
�c =
��c + ��c, kalt
��0c
(2.2)
• Kristallisation der faserverstärkten Matrix (Faservolumengehalt �f) mit kalter Kristallisation:
�c =
��c + ��c, kalt
(1 ⊗ �f)��0c
(2.3)
Obwohl die Analyse des Absolutwertes von �c keinen Schwerpunkt dieser Arbeit bildet, ist die
Kenntnis des relativen Kristallinitätsgrades1 sowie der zu Grunde liegenden Kristallisationskinetik,
unter zweierlei Gesichtspunkten von besonderem Interesse.
1. Die Kristallisation der Matrix resultiert in einer makroskopischen Schwindung durch Volu-
menkontraktion und geht mit Dimensionsänderungen eines Körpers einher. Eine Änderung
des Kristallinitätsgrades korrespondiert dementsprechend direkt mit einer Variation die-
ser Dimensionsänderungen. Als Konsequenz ist ein EinĆuss auf die zu untersuchenden
Gestaltabweichungen zu erwarten.
2. Wie bereits erwähnt wurde, bildet die Kristallisation teilkristalliner Thermoplaste die Grund-
lage für eine Erstarrung oberhalb des Glasübergangsbereichs und ist zugleich abhängig von
der Abkühlrate. Diese Erstarrung ist erforderlich, damit mechanische Lasten zwischen der
Matrix und den eingebetteten Verstärkungsfasern übertragen werden können. Eine genaue
Kenntnis der Erstarrungstemperatur ist somit essentiell, um die auftretenden thermischen
Dehnungen im Verlauf der Abkühlung bewerten und in der Folge die Gestaltabweichungen
eines Bauteils vorhersagen zu können.
1 Das Verhältnis aus Xc einer bestimmten Messung und des zugehörigen Maximalwertes einer Messreihe Xc, max.
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Eine der ersten Untersuchungen mit einem Bezug zu dieser aufgezeigten Thematik Ąndet sich in
[49]. Brady nutzte darin vernetzes PPS, um den EinĆuss einer nachträglichen Wärmebehandlung
auf den erzielbaren Kristallinitätsgrad zu ermitteln. Hierzu variierte er unter anderem �wzg bei
der Probenherstellung und bestimmte den resultierenden relativen Kristallisationsindex mittels
Röntgendifraktion (XRD). Es zeigte sich, dass bei einem Abschrecken der Proben auf Raum-
temperatur ein nahezu vollständig amorphes PPS erzielt werden kann. Für eine Erhöhung der
Werkzeugtemperatur auf 150 ◇C werden bereits etwa 80 % des maximalen Kristallinitätsindex
erreicht, und bei 200 ◇C ist keine Änderung mehr durch Tempern zu erzielen. Die Ergebnisse
werden in Abbildung 2.7 illustriert.
XRD-Kristallinitätsindex (Cryst. Index) in Abhängigkeit der Werkzeugtemperatur (Mold Temp)
nach der Herstellung nach Tempervorgang (2h bei 204°C)
Abbildung 2.7: Untersuchungsergebnisse von Brady zur Kristallisation von vernetztem PPS als
Funktion der Werkzeugtemperatur [49]
Der benannte Sachverhalt der amorphen Erstarrung wurde durch H. Zeng et al. [50], Kenny
et al. [51], Menczel et al. [52] und Huo et al. [53] auch für unvernetztes PPS bestätigt. Hierzu
betrachteten H. Zeng et al. die Morphologie der kristallinen Phase eines linearen PPS. Für dessen
nicht-isotherme Abkühlung wurde ermittelt, dass durch die Zugabe von Kohlenstoffasern ein
Nukleierungsefekt zu beobachten ist. Dieser geht einher mit der Ausbildung einer transkristallinen
Phase im radialen Umfeld der Fasern. Huo et al. präsentierten umfangreiche Untersuchungen, die
den EinĆuss einer Wärmebehandlung auf den Anteil der amorphen Phase in PPS behandelten. Die
Autoren unterscheiden darin zwischen einer mobilen und einer starren amorphen Phase, die für
kristallisiertes PPS einen Gesamtanteil von 52 bis 70 % besitzen. Wie schon H. Zeng et al., so zeigten
auch Desio et al. [54] und Mehl et al. [42, 55] in ihren Arbeiten auf, dass sich die Geschwindigkeit des
Kristallisationsvorgangs in der Anwesenheit von Kohlenstoffasern durch Nukleierung beschleunigt.
Darüber hinaus wird der erzielbare Kristallinitätsgrad reduziert. Das Maß der Beschleunigung
sowie die Ausbildung einer transkristallinen Phase sind dabei abhängig von Fasertyp und Sizing.
In Teilen widersprüchlich, berichteten Kenny et al. von einer Verzögerung der Kristallisation.
Auch sie bestätigen jedoch den geringeren absoluten, volumenbezogenen Kristallinitätsgrad des
kohlenstoffaserverstärkten PPS1. Gemäß Kenny et al. ist die Herstellung eines amorphen PPS
bereits bei moderaten Abkühlraten von 100 K/min möglich.
Im Zuge der verstärkten Entwicklungsaktivitäten zur industriellen Nutzung von endlosfaser-
verstärkten PPS-Halbzeugen, gewannen die genannten Fragestellungen zur Kristallisation und
Erstarrung von PPS neue Relevanz. In der Folge wurde in den vergangen zehn Jahren eine Reihe
1 Unverstärkt: 50 bis 55 %; kohlenstoffaserverstärkt: 40 bis 55 %
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weiterer Publikationen veröfentlicht, die einen speziĄschen Fokus auf dieser Werkstofgruppe
haben. Im Jahr 2005 untersuchte Wijskamp [43] im Rahmen seiner Dissertation glasfaserverstärkte
Gewebelaminate im Stempelumformverfahren mit Silikonstempeln. Um deren Gestaltabweichun-
gen vorherzusagen, erkannte auch er die Notwendigkeit den Zeitpunkt der Matrixerstarrung zu
kennen. Er behalf sich mit der Annahme, wonach die Erstarrung bei Erreichen einer 50 %-igen
relativen Kristallinität eintritt. Diese Annahme wurde anhand eines Auszugstests zur Bestim-
mung des interlaminaren Gleitens von Laminateinzelschichten diskutiert. Die Ergebnisse zeigten,
dass ein signiĄkanter Kraftanstieg mit der Erstarrung des Materials einsetzt. Eine anschließende
Überlagerung der Kraft-Temperatur Kurven mit dem Kurvenverlauf der auĄntegrierten relativen
Kristallinität zeigte eine gute qualitative Übereinstimmung bezüglich der getrofenen Annahme.
2014 grifen Brauner et al. [47] die Annahme von Wijskamp auf und bestätigten sie weiterfüh-
rend durch die Korrelation von DSC-Messungen unterschiedlicher Kühlraten, mit rheologischen
Messungen der PPS-Matrix. Jüngst erschienen ist die Arbeit von Han et al. (2015), in der die
Gestaltabweichungen von Winkelgeometrien mit dem Kristallinitätsgrad als Funktion verschiedener
Werkzeugtemperaturen in Verbindung gebracht werden.
2.3 Gestaltabweichungen kontinuierlich faserverstärkter Thermoplaste
Bereits im Zuge der Einleitung wurde die Bedeutung thermischer Dehnungen und korrespondie-
render Gestaltabweichungen für den Gestaltungsprozess kontinuierlich faserverstärkter Kunststofe
aufgezeigt. Im nun folgenden Abschnitt werden die entsprechenden Zusammenhänge auf der
Basis bereits existierender Forschungsarbeiten erläutert, um einen Überblick über den aktuellen
Stand der Erkenntnisse zu generieren. Der Fokus liegt auf Veröfentlichungen mit einem Bezug zu
kontinuierlich faserverstärkten Thermoplasten. Auf Grund der Tatsache, dass ein überwiegender
Anteil der themenrelevanten Fachliteratur jedoch duromere Matrixwerkstofe behandelt, Ąnden
auch diese Arbeiten in Teilen Eingang in die nachfolgenden Ausführungen.
Abschnitt 2.3.1 erläutert zunächst die Zusammenhänge zwischen thermischen Dehnungen sowie
Eigenspannungen in kontinuierlich faserverstärkten Kunststofen, und setzt diese in Bezug zu den
resultierenden Gestaltabweichungen. Ergänzend erfolgt in Abschnitt 2.3.2 eine Auseinandersetzung
mit den gebräuchlichen KlassiĄzierungen von Gestaltabweichungen und eine BegrifsdeĄnition,
wie sie im Kontext der vorliegenden Arbeit Anwendung Ąndet. Im Anschluss behandeln die
Abschnitte 2.3.3 und 2.3.4 die verschiedenen EinĆussgrößen der Prozessführung sowie die Vielfalt der
untersuchten Bauteilgeometrien. Ausgehend von diesen Zusammenstellungen fasst Abschnitt 2.3.5
die Bewertungsmethoden zusammen, die zur QuantiĄzierung von Gestaltabweichungen genutzt
wurden. Ergänzt und abgeschlossen werden diese Ausführungen durch Abschnitt 2.3.6, dessen
Fokus auf existierenden Ansätzen zur Vorhersage von Gestaltabweichungen liegt.
2.3.1 Interaktion von Eigenspannungen und Gestaltabweichungen
Eine umfangreiche Auseinandersetzung mit den Mechanismen der Entstehung von Eigenspannun-
gen, den zugehörigen EinĆussgrößen sowie den Auswirkungen von Eigenspannungen erfolgte für
kontinuierlich faserverstärkte Thermoplaste durch Parlevliet et al. [56, 57]. In diesen Veröfent-
lichungen Ąndet sich eine umfangreiche Aufarbeitung der themenrelevanten Fachliteratur sowie
der dort enthaltenen Schlussfolgerungen bezüglich der Relevanz und SigniĄkanz verschiedener
Aspekte. Die Autoren klassiĄzierten Eigenspannungen in Anlehnung an die Arbeiten von Favre
[58], Månson et al. [59] und Barnes et al. [60] auf drei Ebenen: Faser-Matrix-Wechselwirkungen
(mikromechanisch), Interaktion von Laminatschichten (makromechanisch) und globale Eigenspan-
nungen. Diese drei Ebenen von Eigenspannungen in endlosfaserverstärkten Thermoplasten werden
nachfolgend in Kürze erläutert und sind in den Abbildungen 2.8 und 2.9 schematisch illustriert.
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Bei der Verarbeitung faserverstärkter Thermoplaste wird der Werkstof einem Temperatur-
zyklus unterzogen, der eine Erwärmung auf Verarbeitungstemperatur und eine anschließende
Abkühlung auf Umgebungstemperatur umfasst. Auf Grund der unterschiedlichen thermischen
Ausdehnungskoeizienten von Matrix Ðm und Verstärkungsfasern Ðf , wobei Ðm > Ðf gilt, bedingt
diese Temperaturführung auf mikromechanischer Ebene einen Dehnungsunterschied der Einzelkom-
ponenten des Verbunds. Mit dem Unterschreiten der Erstarrungstemperatur der Matrix, und unter
der Voraussetzung einer Anbindung der Matrix an die Fasern, wird eine Kraftübertragung zwischen
den Einzelkomponenten möglich. Die Folge sind Eigenspannungen, die in den Verstärkungsfasern
als Druck- und in der Matrix als Zugspannung in Erscheinung treten. Bei teilkristallinen Thermo-
plasten überlagert sich ab dem Erstarrungszeitpunkt zudem eine Volumenschwindung der Matrix
durch die Bildung von Sphärolithen, die eine weitere Verstärkung dieses Efekts bewirkt. Für
amorphe Thermoplaste indes resultieren die mikromechanischen Eigenspannungen alleinig aus den
thermischen Dehnungsunterschieden. [61Ű63]
Polymere MatrixVerstärkungsfaser
Abbildung 2.8: Schematische Darstellung mikromechanischer Eigenspannungen nach [64]
grün: Schwindung der Matrix
weiß: Zugeigenspannungen schwarz: Druckeigenspannungen
Ergänzend zu der Interaktion von Verstärkungsfasern und Matrix sind thermische Eigenspannun-
gen auch bei der makromechanischen Betrachtung eines Laminats mit unterschiedlich orientierten
UD-Einzelschichten präsent. Die zu Grunde liegenden Mechanismen sind vergleichbar zur Faser-
Matrix-Interaktion und basieren auf den orthotropen Ausdehnungskoeizienten der UD-Einzel-
schichten in longitudinaler und transversaler Richtung. Die interlaminaren Eigenspannungen
resultieren in diesem Fall aus der Behinderung der thermischen Dehnung der Lagen untereinander.
Ist der Lagenaufbau eines Laminats zudem asymmetrisch, induzieren die thermischen Dehnungen
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Abbildung 2.9: Schematische Darstellung makromechanischer und globaler Eigenspannungen
a, b) Makromechanische Eigenspannungen in symmetrischen (a) und asymmetri-
schen (b) Laminaten; Darstellung nach [64]
c) Globale Eigenspannungen (Ďskin-core-stressesŞ); Darstellung nach [59]
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Abschließend bezeichnen globale Eigenspannungen [60], an anderer Stelle auch als Ďskin-core
stressesŞ benannt [59, 65, 70], diejenigen Spannungen, die als Resultat von Zustandsgradienten
innerhalb eines Laminats zutage treten. Beispielhaft genannt seien Temperatur- und Kühlratenun-
terschiede in Laminatdickenrichtung, die, insbesondere bei dickwandigen Laminaten, zu einem
frühzeitigen Erstarren der Deckschichten gegenüber den Kernschichten führen. Durch die damit
einhergehende Kontraktionsbehinderung der Kernschichten werden in den Randschichten Druck-
Eigenspannungen und in den Kernschichten Zug-Eigenspannungen induziert. Die Folge ist im Falle
von UD-Laminaten ein parabolischer Spannungsverlauf über den Querschnitt. [59, 60, 65, 70Ű72]
Anhand dieser Ausführungen wird ersichtlich, dass die Überlagerung von Eigenspannungen
auf den verschiedenen Ebenen zu einem komplexen Spannungszustand innerhalb von endlosfa-
serverstärkten Laminaten führt. Vorausgesetzt, dass dieser Spannungszustand über das gesamte
Laminat hinweg ausgewogen ist, sind nach außen keine Gestaltänderungen sichtbar. Erst wenn
die thermischen Dehnungen unausgewogen über den Querschnitt vorliegen, treten Gestaltabwei-
chungen in Erscheinung. Die anschließend folgenden Abschnitte 2.3.2 und 2.3.3 ergänzen die
Zusammenstellung von Parlevliet et al. um eine Betrachtung, deren Schwerpunkt auf der Analyse
von diesen Gestaltabweichungen liegt.
2.3.2 Abgrenzung und Begrifsklärung der Größen Spring-in und Verzug
Im Zuge der vielfältigen Veröfentlichungen mit einem Fokus auf den Gestaltabweichungen kontinu-
ierlich faserverstärkter Kunststofe wurden von den Autoren verschiedene Nomenklaturen gewählt,
um Selbige zu beschreiben. Diese unterscheiden sich in einigen Fällen lediglich in Nuancen, anderen
liegen jedoch grundsätzlichere Unterschiede zu Grunde. Um eine Eindeutigkeit sicherzustellen,
werden im Folgenden die unterschiedlichen BegrifsdeĄnitionen aus der Literatur vorgestellt und
die im Rahmen dieser Arbeit zur Anwendung kommenden DeĄnitionen festgelegt.
Spring-in
Beginnend mit der Winkeländerung zweier aneinander angrenzender Flächen, wie sie typischerweise
in ofenen ProĄlen zu beobachten ist, Ąndet sich vielfach der Begrif des Spring-in [73Ű87] zur
Beschreibung dieser Art der Gestaltabweichung. Dieser impliziert zunächst eine Reduzierung des
eingeschlossenen Winkels, wird jedoch vielfach auch vorzeichenneutral angewandt. Andere Begrif-
lichkeiten, welche unter Umständen genutzt werden, um eine entsprechende Fallunterscheidung
vorzunehmen, sind Spring-back [73, 88Ű91], Spring-forward [43, 88, 92Ű96], Spring-out [97] und
warp angle [98]. Auf eine derartige Diferenzierung wird im Rahmen dieser Arbeit verzichtet. Der
Begrif Spring-in wird in den folgenden Ausführungen somit, wie schon von anderen Autoren,
unabhängig vom Vorzeichen der Winkeländerung genutzt.
Wie bereits vielfältig unter anderem in [75, 78, 92, 93, 99Ű103] beschrieben wurde, sind die
anisotropen Werkstofeigenschaften endlosfaserverstärkter Kunststofe in der Ebene und in Lami-
natdickenrichtung die Ursache für die Entstehung derartiger Winkeländerungen. Der zu Grunde
liegende Mechanismus ist, dass die Dehnungen des Werkstofs, z.B. durch Temperaturänderung
oder Kristallisationsschwindung, mit einer Änderung der Gestalt einhergehen. Eine graĄsche
Veranschaulichung dieses Zusammenhangs Ąndet sich in Abbildung 2.10. Diese Beobachtung ist
konträr zu isotropen Werkstofen, für die entsprechende Dehnungen in alle Raumrichtungen gleiche
Ausprägung zeigen, und somit keinen vergleichbaren Efekt hervorrufen. Eine analytische Beschrei-
bung des Spring-in auf Basis geometrischer Zusammenhänge wurde unter anderem von Wijskamp
[43], Salomi et al. [97] und Radford et al. [104] erarbeitet. Diese werden in Abschnitt 2.3.6 im
Kontext der existierenden Ansätze zur Vorhersage von Gestaltabweichungen näher erläutert.






Abbildung 2.10: Entstehung des Spring-in �� im Radius eines V-ProĄls, bedingt durch das anisotrope
Dehnungsverhalten eines Laminatwerkstofs; Darstellung nach [77]
Verzug
Ergänzend zum Spring-in, beschreibt der Verzug1 die Gestaltabweichung eines Laminats in der
Ebene. Konträr zum Spring-in entsteht Verzug vorrangig durch Gradienten von Dehnungen und
inneren Spannungen in Laminatdickenrichtung (siehe unter anderem [43, 62, 68, 90, 102, 105,
106]). Er tritt somit als uniaxiale Krümmung (Biegung), biaxiale Krümmung oder Verdrillung
in Erscheinung. Diese DeĄnition ist in Übereinstimmung mit der Nutzung des Begrifs Verzug in






Abbildung 2.11: Illustration unterschiedlicher Arten des Verzugs als Gestaltabweichung endlosfaser-
verstärkter Laminate in der Ebene
Gegensätzlich zur vorangehenden DeĄnition nutzte Radford et al. in seinen anfänglichen Arbeiten
den Begrif Verzug übergeordnet für verschiedene Arten der Gestaltabweichungen [102, 104]. Er
schloss somit auch den Spring-in mit ein und vernachlässigte eine weitere Untergliederung der
auftretenden Gestaltabweichungen. Auf Grund der zu erwartenden Überlagerung von Gestaltab-
weichungen, wird diese Verallgemeinerung in der vorliegenden Arbeit jedoch als nicht ausreichend
präzise erachtet. Der Verzug eines Laminats wird, wie auch in den späteren Arbeiten von Radford
et al., als eigenständige Art der Gestaltabweichung berücksichtigt.
1 engl.: warpage
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2.3.3 EinĆussgrößen für die Entstehung von Gestaltabweichungen
Ausgehend von einer übergeordneten Betrachtung der Gestaltabweichungen wählten verschiedene
Autoren für die Entstehung von Spring-in und Verzug eine Unterteilung in extrinsische und
intrinsische Ursachen [43, 73, 82, 107]. Dabei beziehen sich die intrinsischen Faktoren auf die
werkstolichen Größen wie Schwindung und Anisotropie. Im Gegenzug beinhalten die extrinsische
Faktoren prozessbedingte EinĆussgrößen, wie beispielsweise Temperaturschwankungen oder die
Wechselwirkungen zwischen WerkzeugoberĆäche und Laminatwerkstof. In Anlehnung an diese
DeĄnition wählten Månson et al. [59] und Zewi et al. [105] eine Dreiteilung der treibenden
Größen für die Entstehung innerer Spannungen in kontinuierlich faserverstärkten Kunststofen.
Diese umfasst einerseits auch intrinsische Eigenschaften wie die Anisotropie und Heterogenität
des Werkstofs. In Ergänzung nennen die Autoren Prozess- und Umgebungsbedingungen, die
maßgeblich durch die Prozessführung bestimmt sind. Ebenfalls eine Dreiteilung wählte Koteshwara
[91]. Dort erfolgte jedoch eine Diferenzierung nach Anisotropie, Interaktion von Bauteil und
Werkzeug1 sowie ĎAndere GründeŞ. Letztgenannte Kategorie umfasste dabei Heterogenitäten wie
Temperaturverteilung, Faservolumengehaltsschwankungen und MaterialquetschĆuss.
Eine weitere Art der Einteilung wählte Pötsch [71], der mit Bezug zu thermoplastischen Spritz-
gießteilen die EinĆussgrößen des Verzugs in die Gruppen Material, Formteilgeometrie und Prozess
untergliederte. Entgegen der zuvor genannten Unterteilung misst Pötsch somit auch der Gestalt
eines Körpers eine gesteigerte Bedeutung bei.
Alternativ unterschieden Radford et al. [76, 79] und Ersoy et al. [108] bei der Nomenklatur in
thermoelastische sowie nicht-thermoelastische EinĆussgrößen. Thermoelastische Vorgänge sind
reversibel und insbesondere auf Schwindungsefekte zurückzuführen. Als nicht-thermoelastisch
werden indes irreversible Vorgänge bezeichnet, wie sie etwa durch die Vernetzung von Duromeren
oder ProzesseinĆüsse hervorgerufen werden.
Abstrakter unterteilte Johnston [90] die beeinĆussenden Faktoren und schrieb von ĎQuellen
und MechanismenŞ für die Ausbildung von Eigenspannungen und Gestaltabweichungen. Die
Quellen repräsentieren die treibenden Kräfte für die Entstehung von Eigenspannungen. Hierzu
zählen unter anderem die thermischen Dehnungen, die in Kombination mit einem von Temperatur
und Vernetzungsgrad abhängenden Modul zur Ausprägung von Eigenspannungen und Gestalt-
abweichungen führen. Diese gegenseitigen Wechselwirkungen bilden den Mechanismus. Weitere
Quellen nach Johnston sind die Schwindung bei der Aushärtung von Duromeren, Temperatur- und
Vernetzungsgradgradienten, QuetschĆuss und Wechselwirkungen mit dem Formwerkzeug.
Die vorangehenden Ausführungen zeigen, dass vielfältige Möglichkeiten existieren, um die
EinĆussgrößen für die Entstehung von Gestaltabweichungen zu kategorisieren. Die zu Grunde
liegenden Einzelaspekte sind vielfach vergleichbar und lassen sich auch wie folgt gruppieren:
• Variation von Geometriegrößen
• Variation des Lagenaufbaus der Laminate
• Variation der Prozessführung
• Wechselwirkungen von Laminat und Formwerkzeug
• Eigenschaftsschwankungen und Heterogenität des Laminats/Laminatwerkstofs
Anhand dieser thematischen Gruppen erfolgt in den nachfolgenden Abschnitten eine Ausein-
andersetzung mit den für die vorliegende Arbeit themenrelevanten Forschungsarbeiten anderer
Autoren.
1 engl.: tool-part interaction
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Variation von Geometriegrößen
Auf Grund der Abhängigkeit der Größen Spring-in und Verzug von den anisotropen Werkstof-
feigenschaften in der Laminatebene sowie -dickenrichtung, ist in der Folge auch ein EinĆuss
der geometrischen Größen eines Probekörpers auf die Gestaltabweichungen zu erwarten. Aus-
schlaggebend hierfür ist insbesondere das Maß der Schwindungs-/Dehnungsbehinderung, die eine
Geometrie mit sich bringt. Während dieser Aspekt bei abwickelbaren WinkelproĄlen lediglich eine
untergeordnete Rolle erwarten lässt, tritt er für komplexe Geometrieelemente, wie etwa Koferecken
oder Sicken, verstärkt in der Vordergrund. Der Spring-in wird in diesen Bereichen weitestgehend
unterbunden. Es besteht jedoch die Möglichkeit, dass in der Folge eine Krümmung der angrenzen-
den Flächen in Erscheinung tritt. Ein weiterer Aspekt ist eng mit der Wandstärke eines Laminats
verbunden. Je dickwandiger dieses ist, umso größere Temperaturgradienten stellen sich im Verlauf
der Abkühlung über die Wandstärke ein. Dies bedingt eine frühzeitige Erstarrung der randnahen
Schichten, die in der Folge die ungehinderte Schwindung und thermische Dehnung der inneren
Schichten unterbinden. Entstehen bei diesem Vorgang unausgewogene Eigenspannungen über den
Laminatquerschnitt ist Verzug die Folge. Dieser Mechanismus entspricht den in Abschnitt 2.3.1
beschriebenen globalen Eigenspannungen in Dickenrichtung eines Laminats.
Mit einem Fokus auf der Vorhersage von Eigenspannungen untersuchten Jeronimidis et al. [63]
symmetrische und asymmetrische Kreuzverbundlaminate aus CF/PEEK. Zur Herstellung wurden
unidirektionale Tapes eingesetzt, die in einem variothermen Prozess mit einer Kühlrate von circa
3 K/min konsolidiert wurden. Anhand der asymmetrischen Laminate wurde die Laminatdicke
stufenweise von 0,25 mm auf 1,00 mm erhöht und die Krümmung der Platte gemessen. Auf Grund
der ansteigenden Wandstärke wurde ein Abnahme der Krümmung von 0,02 auf 0,005 mm−1
ermittelt, die zugleich mit einer Abweichung von unter 8 % durch die klassische Laminattheorie
vorhergesagt werden konnte.
Eine umfangreichere Variation führte Hou [88] in seiner Dissertation durch, die das Umformver-
halten von thermoplastischen Gelegelaminaten mit verschiedenen Faser-Matrix-Kombinationen im
Stempelumformverfahren betrachtete. Als Probekörpergeometrie diente ein 90° V-ProĄl, dessen
Radius auf den Stufen 2,5, 5,0 und 10 mm variiert wurde. Die Matrize war so dimensioniert, dass
sich in allen Fällen eine Nennmaßdicke von 2,5 mm ergab. Für die Umformung standen Platinen
von 15 × 80 mm2 zur Verfügung. Die Untersuchungen konnten zeigen, dass der Spring-in innerhalb
des betrachteten Versuchsraums1 keine ausgeprägte Sensitivität gegenüber dem Stempelradius
aufweist.
In [97] untersuchten Salomi et al. den Spring-in eines U-ProĄls anhand von GF/PP Gewebehalb-
zeugen. Die Herstellung der Probekörper basierte auf acht Einzellagen mit einer unkonsolidierten
Schichtdicke von 1,5 mm. Die Konsolidierung erfolgte im Autoklavprozess, wobei die Autoren keine
Angaben zur Ąnalen Wandstärke der Probekörper machten. Der Flankenwinkel für beide Seiten
des ProĄls betrug 92°. Die geometrische Variation wurde anhand der Innenradien des U-ProĄls
realisiert, die zu 16 und 32 mm gewählt wurden. Die anschließende Vermessung der Probekörper
bei Raumtemperatur lieferte einen Spring-in von 1,80° (32 mm) und 2,33°(16 mm). Als Ursache
für diesen signiĄkanten Unterschied wurden vor allem fertigungsbedingte Störgrößen ermittelt, die
im Bereich des Radius mit 16 mm als starke Faserfehlorientierungen gequetschter Gewebelagen in
Erscheinung traten. Bei der anschließenden Messung des Spring-in als Funktion der Temperatur
wurde für beide Radien eine, in Näherung, lineare Abnahme ermittelt. Darüber hinaus zeigte sich
eine überlagerte Relaxation, die in einem etwa 15 % reduzierten Spring-in im Anschluss an die
temperaturabhängigen Messungen resultierte.
1 Das Verhältnis aus Radius und Nennmaßdicke im Bereich von 1 bis 4
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Dieser Überblick zeigt deutlich, dass für kontinuierlich faserverstärkte Thermoplaste keine um-
fangreichen Untersuchungen existieren, die den EinĆuss einer Variation geometrischer Größen auf
die resultierenden Gestaltabweichungen im Fokus haben. Ein wahrscheinlicher Grund für diesen
Sachverhalt sind die damit einhergehenden hohen Kosten bei der Beschafung der erforderlichen
Presswerkzeuge. Auf Grund der umfassenderen Historie und den teils geringeren Werkzeugkosten,
ist für duromere Halbzeuge im Gegenzug eine größere Zahl an Veröfentlichungen verfügbar [75, 76,
79, 81, 84, 85, 87, 95, 98, 107Ű117]. Es gilt jedoch zu berücksichtigen, dass eine Übertragbarkeit
der dort getrofenen Schlussfolgerungen oftmals nicht uneingeschränkt möglich ist. Die zu Grunde
liegenden Mechanismen der Erstarrung und Prozessführung sind nicht direkt mit thermoplasti-
schen Matrixwerkstofen vergleichbar. Nichtsdestotrotz können diese Arbeiten dabei unterstützen,
die Thermoplast speziĄschen Aussagen der oben aufgeführten Veröfentlichungen zu bewerten.
Exemplarisch seien hierzu die Arbeiten von Jain et al. [75], C. K. Huang et al. [98] und Darrow
et al. [110] genannt. Diese Autoren gelangten bezüglich des Spring-in von V-ProĄlen ebenfalls zu
der Schlussfolgerung, dass der Radius des Winkel eine untergeordnete Rolle bei der Ausprägung
der Winkeländerung zu spielen scheint.
Variation des Lagenaufbaus der Laminate
Der Lagenaufbau eines Laminats bietet eine weitere EinĆussgröße für die Gestaltabweichungen
kontinuierlich faserverstärkter Thermoplaste. Entscheidend hierfür sind neben der Stapelfolge auch
die enthaltenen Faserorientierungen sowie die Art der Verstärkungsstruktur (Gewebe oder Gelege).
Jede dieser Größen für sich beeinĆusst die resultierende thermische Dehnung eines Laminats in die
unterschiedlichen Raumrichtungen und nimmt derart EinĆuss auf die Gestaltabweichungen eines
Körpers.
Als Teilaspekt seiner Untersuchungen betrachtete Hou [88] den EinĆuss des Lagenaufbau
eines CF/PP Laminats auf den Spring-in. Er wählte hierzu den Stempelradius zu 2,5 mm, eine
Umformgeschwindigkeit von 400 mm/min und einen Pressdruck von 3,26 MPa. Als Lagenaufbauten
wurden [0]6, [0,90,0]s und [0,902]s gewählt. Hou schlussfolgerte, dass bei einer Presszeit von mehr
als 15 s für jeden der Lagenaufbauten ein Grenzwert erreicht wird, der für die beiden Kreuzverbunde
bei etwa 87,4° liegt, wohingegen das UD-Laminat einen etwas geringeren Spring-in von 88° aufweist.
In einer Arbeit aus dem Jahr 2002 untersuchten B.-S. Kim et al. [69] ebenfalls die Gestalt-
abweichungen von 90° V-ProĄlen. Als Abmessungen der Winkel wurden 120 mm in der Länge,
44 mm in der Höhe und 2,5 mm als Wandstärke deĄniert. Der Innenradius betrug 2,5 mm. Als
Werkstofsystem kamen Commingled Yarns1 aus CF/PA12 zum Einsatz. Diese unidirektionalen
Einzellagen wurden zu [0]8, [90]8 und [904, 04] Gelegen gestapelt, wobei die 0° Faserorientierung
der V-Kontur folgte. Die Formgebung erfolgte im Stempelumformverfahren, es wurden jedoch
maximale Kühlraten von 10 K/min genutzt. Die Bewertung der Gestaltabweichungen umfasste
sowohl den Spring-in des V-ProĄls, als auch die Krümmung der einzelnen SchenkelĆächen. Die
Ergebnisse zeigten in allen Fällen eine Verringerung des eingeschlossenen Winkels, der für [0]8
mit 88,2° minimal wurde und für [90]8 die geringste Abweichung zum Sollmaß aufwies (89,7°).
Die Krümmung der Schenkel war erwartungsgemäß in beiden Fällen sehr gering und betrug
lediglich 0,1 m−1. Auf Grund des asymmetrischen Lagenaufbaus zeigte der [904, 04] Lagenaufbau
im Vergleich eine signiĄkant höhere Krümmung von 1,2 m−1.
Han et al. [44] veröfentlichten 2011 ihre Untersuchungsergebnisse, in denen CF/PPS Gewebela-
minate mit 5H-Satinbinung im Stempelumformverfahren zu 92° V-ProĄlen umgeformt wurden.
Der Öfnungswinkel des Presswerkzeugs wurde von den Autoren basierend auf den Arbeiten von
1 Ein Hybridgarn aus Polymer- und Verstärkungsfasern
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Salomi et al. [97] gewählt. Ziel war es, Probekörper mit einem Realwinkel von 90° zu erhalten. Die
Probekörperabmessungen betrugen 150 × 120 mm2 bei einer Wandstärke von 2,48 mm. Die Gewe-
behalbzeuge wurden in dieser Studie in den Varianten [[(0,90) / (∘45)]2]s sowie [[(∘45) / (0,90)]2]s
gestapelt, um den EinĆuss des Lagenaufbaus zu bewerten. Auf Basis Ihrer Ergebnisse schluss-
folgerten die Autoren, dass im betrachteten Fall kein signiĄkanter EinĆuss des Lagenaufbaus
zu verzeichnen ist. In einer verwandten Studie publizierten Han et al. [46] im Jahr 2013 einen
weiteren Artikel, in dem ebenfalls CF/PPS Gewebelaminate mit 5H-Satinbinung als Werkstof
genutzt wurde. Das gewählte Presswerkzeug stimmte darin mit der vorangehenden Studie überein,
es wurden jedoch Probekörper mit 15 × 100 mm2 und einer Wandstärke von 1,86 mm betrachtet.
Die LaminatkonĄgurationen wichen ebenfalls leicht ab und wurden zu [(0,90) / (∘45) / (0,90)]s
sowie [(∘45) / (0,90) / (∘45)]s gewählt. In diesem Fall zeigten die Ergebnisse einen grundsätzlich
erhöhten Spring-in für Gewebelaminate mit (∘45)-Decklagenorientierung. Dieser Efekt war vor-
rangig bedingt durch die geringere BiegesteiĄgkeit dieser LaminatkonĄguration. Abhängig von der
gewählten Werkzeugtemperatur1 betrug die Diferenz zwischen 0,62 und 0,93°. Die Absolutwerte
des Spring-in variierten von 0,85 bis 2,10°.
Weitere Arbeiten fokussierten asymmetrische Laminate und verfolgten dabei das Ziel die resultie-
renden Gleichgewichtszustände und Spannungszustände auf Basis der klassischen Laminattheorie,
oder angepasster Varianten derselben, vorherzusagen. Dieser Aspekt ist aus mechanischer Sicht
von Bedeutung, da derartige Laminate in der Praxis zumeist nicht die Sattelform zeigen, welche
bei einer idealisierten Rechnung vorhergesagt wird. Stattdessen existieren, abhängig von den
Abmessungen eines Laminats, zwei gleichwertige stabile Zustände. Jeder dieser Zustände zeigt
lediglich eine Hauptkrümmungsrichtung, wodurch die Laminate in ihrer Erscheinung einer Zylinder-
abwicklung entsprechen. Arbeiten mit einem speziĄschen Fokus auf unsymmetrischen Laminaten
mit thermoplastischen Matrixwerkstofen sind [66, 68].
Auch im Kontext einer Variation des Lagenaufbaus dominieren die Forschungsarbeiten zu
duromeren Matrixwerkstofen. Beispiele Ąnden sich unter anderem in [72, 73, 75, 76, 79, 82, 84Ű86,
90, 91, 94, 95, 107, 109, 110, 114, 115, 118Ű127]. Die dort behandelten Inhalte bestätigen die
getrofenen Aussagen, wonach der Laminataufbau einen signiĄkanten EinĆuss auf das Maß der
resultierenden Gestaltabweichungen nimmt.
Variation der Prozessführung und Wechselwirkungen von Laminat und Formwerkzeug
Eine Besonderheit der Kunststofverarbeitung gegenüber klassischen Konstruktionswerkstofen ist,
dass die Ausbildung charakteristischer Festkörpereigenschaften maßgeblich von der gewählten Pro-
zessführung abhängt. Dies gilt in besonderer Weise für Duromere, deren Erstarrung erst durch die
Vernetzung der beteiligten Grundchemikalien eintritt. Als chemische Reaktion ist dieser Vorgang
irreversibel und zugleich sensitiv gegenüber einer Vielzahl von UmgebungseinĆüssen wie etwa der
Heiz- und Kühlrate, der Werkzeugtemperatur oder dem applizierten Druck. Zentrales Unterschei-
dungsmerkmal der Thermoplaste ist, dass keine vergleichbare Vernetzungsreaktion während der
Verarbeitung abläuft. Der Phasenübergang von Festkörper und Schmelze ist stattdessen reversibel
und wird von der temperaturabhängigen Mobilität der Polymerketten bestimmt. Trotz dieser
Unterschiede in den zu Grunde liegenden Erstarrungsmechanismen, bestehen für Thermoplaste
vergleichbare Prozessabhängigkeiten wie sie für Duromere bereits genannt wurden. Zentrale Bei-
spiele mit einem Bezug zur Vorhersage der Gestaltabweichungen sind die Kühlratenabhängigkeit
der Erstarrungstemperatur sowie die Möglichkeit zur Relaxation von Eigenspannungen [30]. Die
genannten Abhängigkeiten begründen die Tatsache, dass die Variation einzelner Prozessparameter
1 Siehe auch Absatz ĎVariation der ProzessführungŞ
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einen wichtigen Teilaspekt der Untersuchungen zur Ermittlung von Gestaltabweichungen bei
kontinuierlich faserverstärkter Thermoplaste bildet. Die Werkzeugtemperatur ist in diesem Kontext
von zentraler Bedeutung, um die Abkühlrate, den Erstarrungszeitpunkt und die Sphärolitbildung
bei teilkristallinen Thermoplasten zu beeinĆussen.
Hou [88] betrachtete, neben den bereits eingeführten Teilaspekten, auch eine Variation der
Prozessgrößen Presszeit (0,4 bis 25 s), Pressdruck (3,36 und 5,53 MPa) und Umformgeschwindigkeit
(100 bis 500 mm/min). Die Variation der Presszeit lieferte anhand von CF/PP Laminaten die
Erkenntnis, dass der Pressdruck ausreichend lang aufrecht gehalten werden muss, bis der Werkstof
erstarrt ist. Ein zu frühes Entformen ermöglicht Verformungen auf Grund des noch biegeweichen
Werkstofs und verfälscht in der Folge den Spring-in. Innerhalb der Studie wurde eine Mindest-
presszeit von 10 bis 15 s ermittelt, damit ein gleichbleibendes Endergebnis erzielt wird. Bei der
Umformung von CF/PP UD-Laminaten mit 400 mm/min zeigte sich zudem, dass eine Erhöhung
des Pressdrucks einen um etwa 20 % gesteigerten Spring-in nach sich zieht. Der Autor gibt keine
eindeutige Erklärung für dieses Phänomen, vermutete jedoch einen EinĆuss des QuetschĆusses im
Radienbereich der Winkel. Im weiteren Verlauf der Arbeit folgen weitere Untersuchungen, die eine
Vielzahl verschiedener Parameterkombinationen und Werkstofsysteme umfassen. Der Pressdruck
ergab sich innerhalb dieser Untersuchungen als Funktion der Umformgeschwindigkeit auf Basis
eines Fixwertes für den Abschaltdruck bei der Winkelumformung. Übergeordnet folgerte der Autor
aus diesen Versuchen, dass mit steigendem Pressdruck und steigender Umformgeschwindigkeit ein
verstärkter Spring-in zu verzeichnen ist. Dieser Efekt verstärkt sich mit steigender Anzahl der 90°
Lagen innerhalb der Laminate. Auch in diesem Fall wurde QuetschĆuss als eine der treibenden
Größen vermutet.
In [77] untersuchten Jain et al. den Werkstof CF/PEI anhand von Gewebehalbzeugen in Lein-
wandbindung mit dem Lagenaufbau [(∘45) / (0,90) / (90,0) / (0,90) / (∘45)]s. Aus diesen wurden
U-ProĄle mit einem verjüngenden Querschnitt, 2,1 mm Wandstärke und einem 1° Flankenwinkel
hergestellt. Um den ProzesseinĆuss auf den Spring-in der ProĄle zu ermitteln wurde die Vorheizzeit
der Laminat im Bereich von 220 bis 310° variiert1. Nach der Erwärmung wurde das Material in
das Formwerkzeug transferiert und dort umgeformt, wobei die Werkzeugtemperatur der Vorheiz-
temperatur entsprach. Im Anschluss an die Umformung erfolgte die variotherme Abkühlung des
ProĄls im Werkzeug. Die Ergebnisse zeigten, dass für eine ausreichende OberĆächenqualität und
einen geringen Porengehalt Prozesstemperaturen von mindestens 300 ◇C anzustreben sind. Der
Spring-in zeigte für ansteigende Prozesstemperaturen eine, in Näherung, lineare Abnahme des
ProĄlwinkels von 90,6° auf 90°.
In den bereits eingeführten Arbeiten von Han et al. variierten die Autoren die Werkzeugtem-
peratur in einem Spektrum von 80 bis 230 ◇C [44], respektive 130 bis 170 ◇C [46]. In ihrer ersten
Studie ermittelten sie dabei einen konstanten Spring-in von 2,1° für die Werkzeugtemperaturen
von 80 und 110 ◇C. Eine weitere Erhöhung der Werkzeugtemperatur führte zunächst zu einen
moderaten, linearen Anstieg des Spring-in auf circa 2,5° bei 170 ◇C Werkzeugtemperatur. Dieser
lineare Zusammenhang setzte sich bis zu einer Werkzeugtemperatur von 230 ◇C mit einer verstärk-
ten Ausprägung fort. Der Spring-in betrug in diesem Fall etwa 3,5°. In der zweiten Studie aus dem
Jahr 2013 gelangten die Autoren zu vergleichbaren Aussagen, der Spring-in belief sich auf Grund
der geringeren Wandstärke der Laminate jedoch auf lediglich 0,85 bis 2,10°. Überraschenderweise
setzten die Autoren diese Ergebnisse nicht in Bezug zu ihren vorangehenden Arbeiten aus [44].
1 Tg,CF/PEI = 217
◇C
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In Ergänzung zu den genannten EinĆüssen der Prozessführung bei endlosfaserverstärkten
Thermoplasten, bilden die Wechselwirkungen von Laminatwerkstof und Formwerkzeug einen
weiteren Forschungsschwerpunkt in der Literatur. Ein überwiegender Anteil der zugehörigen
Veröfentlichungen behandelt hierzu die Herstellung von Probekörpern mit duromerer Matrix
im Autoklaven. Bei diesem Prozess ist das Laminat lediglich einseitig durch eine Werkzeugwand
begrenzt. Die werkzeugabgewandte Seite wird üblicherweise durch eine luftdichte Vakuumfolie







Abbildung 2.12: Exemplarischer Versuchsaufbau zur Laminatherstellung im Autoklaven
Auf Grund der unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeizienten der einzelnen Werk-
stofe, resultiert diese Anordnung bei einer variothermen Prozessführung in einer inhomogenen
Wärmedehnung von Laminat und Werkzeug/Vakuumfolie. Ist die Haftbedingung der jeweiligen
Reibpaare erfüllt, wird dieser Dehnungsunterschied nicht vollständig durch das Laminat ausgegli-
chen. Mit der Erstarrung der polymeren Matrix werden die korrespondierenden, unausgewogenen
Eigenspannungen über den Laminatquerschnitt eingefroren und treten nach der Entformung als
Gestaltabweichungen in Erscheinung1. Um eine Vorhersage dieser Abweichungen von der Soll-
geometrie zu ermöglichen, existieren zahlreiche Untersuchungen mit einem Schwerpunkt auf der
Analyse dieser inhomogenen Wärmedehnung von Laminatwerkstof und Formwerkzeug. Auch die
ModiĄkation des Formwerkzeugs selbst steht dabei im Fokus. Beispiele sind unter anderem die
Materialauswahl für das Formwerkzeug, dessen OberĆächenrauhigkeit sowie die Nutzung von
Trennmitteln zur Reduzierung der Reibung. [7, 73, 75, 81, 83, 85, 87, 90Ű92, 94Ű96, 98, 101, 107,
109, 111, 114, 115, 119, 126, 128Ű137]
Eine Übertragung der aufgezeigten Fragestellungen auf Laminate mit thermoplastischer Matrix
ist nicht direkt möglich. Bedingt durch die Motivation möglichst geringe Zykluszeiten bei der
Bauteilfertigung zu erzielen, kommt bei Thermoplasten in vielen Fällen das Stempelumformver-
fahren mit isothermer Werkzeugtemperierung zum Einsatz. Thermische Dehnungen beschränken
sich in diesem Verfahren auf das Laminat und gehen einher mit symmetrischen Randbedingungen
an den GrenzĆächen. Verglichen mit einer Herstellung im Autoklaven sind inhomogene, ther-
misch induzierte Dehnungsfelder somit von untergeordneter Bedeutung. Der Prozessablauf bei
der schnellen Formgebung resultiert allerdings in der Notwendigkeit zur Drapierung der endlosfa-
serverstärkten Thermoplasthalbzeuge. Dieser Vorgang erfordert ein Abgleiten des Halbzeugs auf
der WerkzeugoberĆäche, wodurch dynamische Reibungsefekte entstehen, die ihrerseits wiederum
Gestaltabweichungen hervorrufen können. Eine Charakterisierung der Reibung zwischen endlos-
faserverstärkten Thermoplasten und metallischen OberĆächen ist darüber hinaus ein wichtiger
Aspekt der Werkstofcharakterisierung zur Modellentwicklung in der Drapiersimulation, und als
solcher Bestandteil verschiedener Veröfentlichungen [93, 138Ű143]. Nichtsdestotrotz fehlt derzeit
eine ganzheitliche Verknüpfung dieser Reibungsuntersuchungen mit Experimenten, die den Fo-
kus auf die Gestaltabweichungen legen. In Teilen erfolgte eine Auseinandersetzung mit dieser
Problemstellung in der Dissertation von Wijskamp [43]. Er betrachtet darin die Verarbeitung
1 Siehe auch Abschnitt 2.3.2
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von GF/PPS Gewebelaminaten mit 8H-Satinbindung mittels Stempelumformverfahren. Entgegen
den bisherigen Ausführungen ist jedoch lediglich das Unterwerkzeug aus Stahl gefertigt. Das
Oberwerkzeug ist als Elastomerstempel ausgeführt. Zusammengefasst zeigte Wijskamp anhand
seiner Untersuchungen, dass die unterschiedlichen Reibpaarungen zu signiĄkantem Verzug ebener
Platten führt. Als treibende Kraft wurden transversale Scherkräfte genannt, die bei der Erstarrung
der thermoplastischen Matrix eingefroren werden. Er erweiterte die Untersuchungen zudem auf
ein Z-ProĄl, anhand dessen er einen EinĆuss der Pressrichtung auf den Spring-in der Flanken
untersuchte. Trotz der Tatsache, dass ein solcher EinĆuss bestätigt werden konnte, war eine
eindeutige Zuordnung und Beschreibung der zu Grunde liegenden Mechanismen nicht möglich.
Der Autor diskutierte jedoch thermische Eigenspannungen, transversale Scherspannungen und
Heterogenitäten der Werkstofeigenschaften als mögliche Ursachen und empfahl die weiterführende
Untersuchung der Problemstellung anhand eines weniger komplexen V-ProĄls.
Eigenschaftsschwankungen und Heterogenität des Laminats/Laminatwerkstofs
Wie in den vorangehenden Abschnitten eingeführt wurde, sind die anisotropen Werkstofeigen-
schaften faserverstärkter Kunststofe maßgeblich für deren Ausprägung von Gestaltabweichungen.
Trotz teils variierender DeĄnitionen bei der Einteilung der entsprechenden EinĆussgrößen, wurde in
Abschnitt 2.3.3 die Bedeutung von Eigenschaftsschwankungen und Heterogenitäten in Laminaten
als ergänzende Faktoren herausgearbeitet. Obwohl diese Faktoren oftmals als mögliche Erklärung
für beobachtete Efekte benannt werden, sind gezielte Untersuchungen mit einem entsprechenden
Schwerpunkt auf diesen Aspekten selten. Eine Auswahl derartiger Arbeiten wird nachfolgend
vorgestellt.
Mit einem Fokus auf der thermischen Dehnung von endlosfaserverstärkten Hochleistungsthermo-
plasten1, betrachteten Barnes [100] und Barnes et al. [144] experimentell die zu erwartende Variation
der Wärmeausdehungskoeizienten in Abhängigkeit von verschiedenen Verstärkungsfasertypen
und Wärmebehandlungen. Die Ergebnisse zeigten, dass in beiden Fällen ein signiĄkanter EinĆuss
besteht. So beeinĆussten sowohl die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeizienten der
Verstärkungsfasern, als auch die Relaxation von eingefrorenen Eigenspannungen2 die thermische
Ausdehnung eines Laminats. Des Weiteren zeigten die Messungen an UD-Laminaten, dass in
Laminatdickenrichtung etwa 6,6 % höhere Werte erzielt werden, als sie quer zur Faserorientierung
in der Laminatebene vorliegen. Zugleich wurde ermittelt, dass die analytischen Modelle nach
Shapery und Chamberlain in signiĄkanten Abweichungen gegenüber den experimentell ermittelten
Werten resultierten.
Weitere Arbeiten betrachteten indes die Bildung von thermischen Eigenspannungen über den
Laminatquerschnitt. In [65] wurde hierzu durch Chapman et al. zunächst ein Modell zur Vorhersage
der zeitabhängigen Ausprägung eines symmetrischen EigenspannungsproĄls in CF/PEEK Lami-
naten erarbeitet. Ergänzend wurde durch Lawrence et al. [70] experimentell aufgezeigt, wie eine
unbalancierte Abkühlung zu einer Asymmetrie dieses EigenspannungsproĄls und einem Gradienten
des Kristallisationsgrades sowie des Schubmoduls in den Laminatschichten beiträgt. Die Folge war
eine deutliche Krümmung der unbalanciert abgekühlten Platten. In weiterführenden Arbeiten konn-
te dieser EinĆuss der unbalancierten Abkühlung auch für UD-Laminate aus amorphem GF/PEI
[72] und GF/PPS Gewebelaminaten mit 8H-Satinbindung [43] bestätigt werden. Eine unbalancierte
Abkühlung resultierte dort ebenfalls in Plattenkrümmungen sowie asymmetrischen Eigenspan-
nungsproĄlen. In [43] sind diesem EinĆuss jedoch durch die unterschiedlichen Reibpaarungen
zwischen Laminat und Werkzeugoberteil/-unterteil überlagert.
1 Mit einem Schwerpunkt auf PEEK
2 Bei einer Wärmebehandlung oberhalb von Tg
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Peeters et al. [66] betrachteten in ihrer Untersuchung der Krümmungen asymmetrischer Laminate
aus GF/PEI zwei Aspekte von Eigenschaftsschwankungen und Heterogenitäten. Zum einen erhöhten
sie den transversalen, thermischen Ausdehnungskoeizienten um 10 % gegenüber dem Messwert,
wodurch sich die kritische Kantenlänge eines Laminats1 von 57 mm auf 53 mm absenkte. Zudem
erhöhte sich der Endwert der zylindrischen Krümmung um 14,1 %. Des Weiteren zeigten die
verwendeten Halbzeuge eine asymmetrische Faserverteilung mit einer faser- und einer matrixreichen
Schicht. Das gezielte Stapeln der Prepregs mit jeweils benachbarten faser-/matrixreichen Schichten
resultierte bei Laminaten mit zylindrischer Krümmungsform in Krümmungsunterschieden von bis
zu 10 %.
Vergleichbar zu den vorangehend genannten Arbeiten, wurden auch auf der Basis von duromeren
Matrixsystemen verschiedene Eigenschaftsschwankungen und Heterogenitäten von Laminaten
untersucht. Dies umfasst neben einem variierenden Faservolumengehalt [84, 87, 90, 102, 110, 116,
120, 145], die Variation des Aushärtegrades der Matrix respektive der zugehörigen Prozessführung
[81, 87, 90, 91, 95, 107, 109, 114Ű116, 128, 137], eine unbalancierte Abkühlung [120] sowie die lokale
Abänderung der Stapelfolge im Winkelradius eines V-ProĄls [104, 126]. Vielfach konnte dabei
eine signiĄkante EinĆussnahme der jeweilig untersuchten Größen auf die Gestaltabweichungen
nachgewiesen werden.
2.3.4 Bauteilgeometrien zur Bewertung von Spring-in und Verzug
Im Kontext der vielseitigen Veröfentlichungen zur Analyse von Gestaltabweichungen in kontinuier-
lich faserverstärkten Kunststofen, wurden von den Autoren verschiedene Probekörpergeometrien
gewählt. Abhängig von den individuellen Schwerpunkten der Studien, fanden hierzu insbeson-
dere rechteckige Platten oder abwickelbare ProĄlgeometrien Anwendung. Die Verwendung von
Platten erfolgte dabei insbesondere als Grundlage für die Modellbildung zur Vorhersage des
Verzugs asymmetrischer Laminate sowie zur Untersuchung der Wechselwirkungen von Laminat
und Formwerkzeug. Der Schwerpunkt bei der Nutzung einfacher ProĄlgeometrien liegt hingegen
auf der Analyse des zu erwartenden Spring-in in Abhängigkeit verschiedenster EinĆussgrößen, wie
sie vorangehend benannt wurden. Der Verzicht auf komplexe geometrische Elemente, wie etwa
Koferecken oder Sicken, vermeidet in diesem Fall eine geometrische Versteifung der Struktur.
Darüber hinaus wird die Gefahr prozessbedingter Störgrößen als Folge der Drapierung reduziert
(z.B. Faserfehlorientierung, Faltenbildung, etc.). Weiterführende Untersuchungen, die bewusst einen
Schwerpunkt auf der Analyse komplexer, schalenförmiger Geometrien legen existieren bereits, sind
jedoch verhältnismäßig selten vorzuĄnden. Zusammenfassend enthält Tabelle 2.2 eine umfangreiche
Übersicht der bekannten Probekörpergeometrien, und ordnet diese den zugehörigen Literaturstellen
zu.
2.3.5 Übersicht experimenteller Bewertungsmethoden
Die Analyse und Bewertung von Gestaltabweichungen erfordert geeignete Messmethoden zur
akkuraten QuantiĄzierung der Geometrie eines Körpers. Abhängig von der zu bewertenden
geometrischen Komplexität, haben sich hierzu im Laufe der Zeit vielzählige Vorgehensweisen
herausgebildet. Insbesondere in den frühen Veröfentlichungen der 1980er Jahre waren die Autoren
oftmals auf, nach heutigen Maßstäben, rudimentäre Methoden beschränkt. So wurde die Krüm-
mung von Laminaten vielfach lediglich indirekt über die Messung des Abstands zu einer ebenen
Unterlage ermittelt. Als Messmittel kamen in diesen Fällen vorrangig Lineale oder Messuhren
zum Einsatz. In den 1990er Jahren folgten erste Arbeiten auf Basis von Koordinatenmessma-
schinen, die die Möglichkeit eröfneten Flächen mit erhöhter Informationsdichte und Genauigkeit
1 Für den Wechsel von Sattelform zu zylindrischer Krümmungsform
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Tabelle 2.2: Übersicht verschiedener Probekörpergeometrien, die in der Literatur zur Analyse von
Gestaltabweichungen kontinuierlich faserverstärkter Kunststofe beschrieben sind
Geometrie Literaturstellen
Grundform Querschnitt
Platte Ű [63, 66, 68, 70, 73, 90, 95, 106, 118, 119, 129, 131, 146Ű153]
[43, 72, 83, 85, 91, 111Ű114, 120, 122Ű124, 154Ű156]
ProĄle
V/L [73Ű76, 79, 81, 88, 90, 91, 94Ű96, 98, 102, 104, 107, 109, 121, 157, 158]
[43, 44, 46, 47, 69, 85Ű87, 110, 115Ű117, 125, 126, 136, 145, 159, 160]





Napf Ű [92, 125, 157, 161]
Box-Struktur Ű [82, 115, 127]
komplexe Schale Ű [82, 84, 90, 127, 134, 137, 162]
Rohr Ű [78, 158, 163]
zu vermessen. Ein Nachteil dieser Methode, insbesondere bei dünnwandigen Laminaten, besteht
in der möglichen BeeinĆussung des Messergebnisses durch den Krafteintrag beim Antasten der
ProbekörperoberĆäche. Die Möglichkeit der kontaktlosen Messung wurde als erstes durch Radford
et al. [104] aufgegrifen, die einen Punktlaser nutzten, um den temperaturabhängigen Spring-in von
WinkelproĄlen zu bewerten. Im Zuge der fortschreitenden Digitalisierung wurden zudem neuartige
Scansysteme am Markt verfügbar, die auf Basis von Streifenprojektionstechnik und Lasertrian-
gulation1 dazu in der Lage sind, hochaufgelöste Geometriedaten Ćächiger Teile zu generieren.
Derartige Messsysteme sind jedoch erst selten mit Bezug zur Analyse von Gestaltabweichungen
bei kontinuierlich faserverstärkten Kunststofen im Einsatz, Ąnden auf Grund der vielfältigen
Vorteile jedoch zunehmend Verbreitung. Ein gesamtheitlicher Überblick über die in der Literatur
zu Ąndenden Bewertungsmethoden zur Analyse von Gestaltabweichungen Ąndet sich in Tabelle 2.3.
2.3.6 Modellansätze zur Vorhersage von Gestaltabweichungen
Einhergehend mit den experimentellen Anstrengungen zur Beschreibung und Bewertung von
Gestaltabweichungen, wurde und wird der Vorhersage von Eigenspannungen und Gestaltabwei-
chungen große Aufmerksamkeit beigemessen. Hierzu wurden in der Literatur vielfältige Modelle
zur Beschreibung des Werkstofverhaltens erarbeitet, deren Einteilung gemäß Zobeiry [169] wie
folgt vorgenommen werden kann:
• Linear-elastische Materialgesetze,
• elastische Materialgesetze mit variablen Werkstofeigenschaften sowie
• Modelle basierend auf linearer und nichtlinearer Viskoelastizität.
1 Siehe Abschnitt 3.3.1
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Tabelle 2.3: Übersicht verschiedener Bewertungsmethoden, die in der Literatur zur Analyse von






Lineal/Messschieber [62, 73, 78, 82, 85, 92, 132, 148, 150, 164]
[108, 113, 114, 137]
Messuhr/Dickentaster [43, 69, 70, 87, 91]
Winkelmesser [73, 87, 107, 109]
Interferenzmuster [67, 105, 165]
Fotoapparat [85, 90, 110, 121, 124, 166]
Büroscanner [111, 167]
Koordinatenmessmaschine [44, 46, 81, 82, 84, 91, 97, 98, 134]
Mikroskop [62, 68, 88]
Schattenbild [157]
Laser (punktförmig) [43, 76, 79, 97, 104, 116, 118, 126]
nicht speziĄziert [47, 63, 66, 72, 75, 77, 102, 128, 148, 159, 161, 168]
Flächendaten
Laserscanner (Ćächig) Ű
Streifenprojektion [115, 127, 136, 137]
Nachfolgend werden zentrale Arbeiten dieser Klassen von Materialmodellen benannt und ihre
jeweiligen Inhalte umrissen. Der Fokus liegt, wie schon in den vorangehenden Abschnitten, auf Mo-
dellen mit einem Bezug zu thermoplastischen Matrixwerkstofen. Für weiterführende Hintergründe
der zu Grunde liegenden mathematischen Zusammenhänge wird auf die jeweiligen Literaturstellen
verwiesen. Soweit nicht näher speziĄziert, wurden die experimentellen Untersuchungsschwerpunk-
te wie Probekörpergeometrie, Laminataufbau etc. bereits in an früherer Stelle in dieser Arbeit
eingeführt.
Linear-elastische Materialgesetze
Linear-elastische Modelle stellen eine Vereinfachung dar, die lediglich dann anwendbar ist, wenn
keine Ratenabhängigkeit und keine Relaxation des Matrixwerkstofs zu erwarten ist. Dennoch eignet
sich dieses Vorgehen, um eine erste Abschätzung über die Eigenspannungen und Gestaltabweichun-
gen eines Körpers zu trefen. Vorteile dieser Verfahren sind der geringe Charakterisierungsaufwand,
die kurzen Berechnungszeiten sowie die verhältnismäßig einfache Implementierung. Nachteilig ist
die Tendenz zur Überschätzung der realen Gegebenheiten, da ein Abbau von Eigenspannungen
durch Relaxation nicht berücksichtigt werden kann. Eine Anwendung ist jedoch in Temperaturbe-
reichen sinnvoll für die keine viskoelastischen Efekte zu erwarten sind. Dies gilt insbesondere im
Zustand der Schmelze, da dort die Relaxationszeiten extrem kurz und die Module gering sind sowie
beim unterschreiten von �g. Bedingt durch die Tatsache, dass für linear-elastische Materialgesetze
lediglich konstante Werkstofkennwerte deĄniert werden, besteht in der Anwendbarkeit der Modelle
keine Unterscheidung bezüglich duromerer oder thermoplastischer Matrixsysteme.
In den Arbeiten von Peeters et al. [66] und K. Kim et al. [148] (thermoplastische Matrix) sowie
[118, 124, 150, 170] (duromere Matrix) betrachteten die Autoren asymmetrische Laminate, deren
Krümmung mit einem linear-elastischen Modell auf Basis der klassischen Laminattheorie berechnet
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wurde. Die Ergebnisse zeigten eine weitestgehend gute Übereinstimmung mit realen Experimenten.
Abweichungen wurden seitens der Autoren vorrangig durch den EinĆuss der Wechselwirkungen
zwischen Werkzeug und Laminat sowie Rissbildung begründet.
Eine viel beachtete Veröfentlichung von Radford et al. [104] erschien 1993. Diese führte eine
analytisch hergeleitete Gleichung ein, anhand derer die Gestaltabweichungen von anisotropen
Laminaten für Zylindersegmente vorhergesagt werden können. Der zu Grunde liegende linear-
elastische Ansatz berücksichtigt die Wärmeausdehungskoeizienten eines Laminats(Ðr, Ðt), die
Schwindung während der Vernetzung (Ýr, Ýt) sowie das Quellen durch Feuchtigkeitsaufnahme (Ór,
Ót). Die Indizes r und t beschreiben hier die radiale und tangentiale Richtung des Zylindersegments.
Als Zusammenhang für die Winkeländerung ergibt sich:
�æ = æ
︂
(Ðt ⊗ Ðr) ��









Gleichung (2.4) wurde später in 2011 von Han et al. [44] aufgegrifen, um den rein thermo-elastischen
Spring-in eines V-ProĄls zu berechnen. Die Wärmeausdehnungskoeizienten des Laminats wurden
hierzu als temperaturunabhängige Efektivwerte mittels mikromechanischer Zusammenhänge
berechnet. Die Ergebnisse zeigen eine unzureichende Übereinstimmung mit den Messwerten
der analysierten V-ProĄle. Die Bedeutung eines viskoplastischen Materialmodells wird von den
Autoren zwar benannt, Ergebnisse werden jedoch nicht vorgestellt. Auch Dong [125] nutzte diesen
analytischen Zusammenhang, um anhand efektiver Wärmeausdehnungskoeizienten den Spring-in
eines L-ProĄls zu berechnen. Er validierte diese Rechnungen mittels einer dreidimensionalen FEM-
Berechnung und erhielt im Gegensatz zu Han et al. in beiden Fällen eine sehr gute Übereinstimmung
mit den experimentellen Messwerten.
Elastische Materialgesetze mit variablen Werkstofeigenschaften
Eine Möglichkeit zur Erweiterung der zuvor beschriebenen Modelle bietet die Einbindung einer
Abhängigkeit der Werkstofkennwerte von der Temperatur und dem Kristallisationsgrad (Thermo-
plaste), respektive Vernetzungsgrad (Duromere), eines Polymers. Dabei erfolgt eine abschnittsweise
DeĄnition der Materialeigenschaften, wodurch ein realistischeres Abbild der realen Gegebenheiten
erzeugt wird. Zentrales Unterscheidungsmerkmal zwischen Thermoplasten und Duromeren bilden
die physikalisch-chemischen Vorgänge, die bei der Erstarrung ablaufen. Diese sind werkstofspezi-
Ąsch zu berücksichtigen und anzupassen, um die Intervallgrenzen der inkrementellen Änderung
der Werkstofeigenschaften zu deĄnieren.
Vergleichbar zu den bereits genannten linear-elastischen Modellen untersuchten Nairn et al. [62]
die Krümmung von Laminatstreifen mit asymmetrischem Lagenaufbau aus PSU/CF und PET/CF.
Die Autoren nutzten jedoch die Bimetallgleichung nach Timoshenko [171], um die Krümmung
der Probekörper zu berechnen. Ergänzend wurden das Elastizitätsmodul sowie die Wärmeausdeh-
nungskoeizienten der Matrix als Funktion der Temperatur festgelegt. Die Berechnungsergebnisse
zeigten eine gute Übereinstimmung mit den Experimenten, wobei insbesondere für die amorphe
PSU Matrix eine sehr gute Vorhersagegüte erreicht wurde.
In [92] nutzten Zahlan et al. zunächst die analytische Gleichung �æ = (Ðr ⊗ Ðt) æ �� , um den
Spring-in eines 90° WinkelproĄls aus CF/PEEK abzuschätzen. Hierzu erfolgte eine abschnitts-
weise DeĄnition der Werkstofkennwerte für die Temperaturbereiche ober- und unterhalb von
�g. Anschließend nutzten die Autoren eine frühe Version der noch heute verfügbaren Software
Lusas [172], deren Modul zur Berechnung von Gestaltabweichungen allerdings nicht kommerziell
vertrieben wird. Dieses Modell beinhaltete temperaturabhängige Werkstofkennwerte, die auch in
diesem Fall abschnittsweise und homogen über den Querschnitt deĄniert wurden. Die Simulations-
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ergebnisse zeigten eine gute Übereinstimmung mit einer experimentell hergestellten, kreisförmigen
Napfgeometrie.
Bei Jeronimidis et al. [63] erfolgte die Berechnung der Gestaltabweichungen von asymmetrischen
Laminate aus CF/PEEK unter Anwendung der klassischen Laminattheorie. Die DeĄnition des
Elastizitätsmoduls sowie der Wärmeausdehnungskoeizienten erfolgte für analoge Temperaturin-
tervalle zu Zahlan et al. [92]. Als Vereinfachung wurde, trotz des nichtlinearen Kurvenverlaufs des
transversalen Elastizitätsmoduls, jeweils ein fester Wert pro Temperaturintervall deĄniert. Unge-
achtet dieser Annahme lieferten die Berechnungen repräsentative Ergebnisse. Eine vergleichbare
Untersuchung erfolgte durch Cowley et al. [68] für symmetrische sowie asymmetrische Laminate
aus CF/PES. Die Autoren wählten jedoch eine feinere Inkrementierung der temperaturabhängigen
Werkstofkennwerte in Schritten von 10 ◇C.
Auch von Li et al. [67] wurde ein linear-elastisches Modell entwickelt, das sowohl tempera-
turabhängige Kennwerte als auch die Kristallisationschwindung von CF/PEEK implementierte.
Die Gestaltabweichungen wurden als Verzerrungen in einer Ebene simuliert, die den Querschnitt
des Laminats darstellte und somit die Dickenrichtung widerspiegelte. Auf Basis einer Wärme-
leitungsanalyse wurden für jedes Zeitinkrement der Kristallinitätsgrad sowie die zugehörigen
Matrixeigenschaften berechnet. Diese Werte dienten als Eingangsparameter für die Berechnung
der Kristallisationsschwindung und der resultierenden Dehnungen und Spannungen. Unter der
Voraussetzung, dass ausreichend hohe Kühlraten betrachtet werden, ist dieses Modell in der Lage
die Plattenkrümmungen angemessen vorherzusagen. Bei geringen Kühlraten von etwa 2 K/min
trat eine zunehmende Abweichung zwischen Simulation und Experiment in Erscheinung, die auf
überlagerte Relaxationsefekte zurückgeführt wurde.
Neben den bereits beschriebenen Untersuchungen grifen Salomi et al. [97] in ihrer Arbeit die
Formel nach Radford et al. [104] auf. Diese vereinfachten sie basierend auf den Annahmen, dass
die Kristallisationsschwindung vernachlässigbar ist und dass der Wärmeausdehnungskoeizient in
der Laminatebene klein ist gegenüber der Dickenrichtung, woraus der Zusammenhang
�æ = ⊗æ Ðr �� (2.5)














Dieser analytische Zusammenhang erlaubte die temperaturabhängige Berechnung des Spring-in.
Darin sind � und � Koeizienten, die durch eine Interpolation der temperaturabhängigen Mess-
werte von Ðr bestimmt werden können. Dieses Modell wies eine gute Übereinstimmung mit den
experimentell generierten Messwerten auf, solange sich kein exzessiver QuetschĆuss im Radius des
WinkelproĄls überlagerte. War dieser Sachverhalt gegeben, erörtern die Autoren die Möglichkeit
den Term (� ⊗ � �g) um einen Korrektivwert Ð� auf (� ⊗ � �g ⊗ Ð�) zu erweitern, um derartige
Störgrößen zu kompensieren.
Wijskamp [43] wendete im ersten Teil seiner Arbeit einen linear-elastischen Ansatz an, um pro-
zessinduzierte Gestaltabweichungen eines gekrümmten Laminatstreifens mittels einer analytischen
Gleichung vorherzusagen. Diese entsprach einer Anpassung der Gleichung nach Radford et al.
[104], bezogen auf die geometrischen Randbedingungen der untersuchten Probengeometrie. Wijs-
kamp legte in diesem Kontext Wert auf die Beschreibung efektiver Werkstofeigenschaften für die
genutzten Gewebehalbzeuge, um der Ondulation der Verstärkungsfasern Rechnung zu tragen. Die
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Ergebnisse der analytischen Gleichung zeigten eine zufriedenstellende Übereinstimmung mit den
Messwerten. Der Vergleich mit einem Kreuzlaminat aus unidirektionalen Schichten zeigte jedoch
keinen ausgeprägten Qualitätsunterschied der Ergebnisse, sodass der erforderliche Zusatzaufwand
zur Homogenisierung der Gewebekennwerte für eine initiale Berechnung der Gestaltabweichungen
vermieden werden kann. In einem weiterführenden Schritt erweiterte Wijskamp die klassische
Laminattheorie um eine Formulierung basierend auf der Gleichung von Radford et al. Diese
Anpassung erlaubte es, den thermischen Spring-in zu berücksichtigen. Obwohl dieses Vorgehen
keine Kopplung der Membrandehnungen mit den Dehnungen des Materials in Laminatdickenrich-
tung berücksichtigte, wurde diese Vereinfachung vom Autor in erster Näherung für gerechtfertigt
angenommen. Die Validierung dieser Methode erfolgte anhand eines Zylindersegments, dessen
Spring-in sowohl mit der modiĄzierten klassischen Laminattheorie, als auch mit einem analytischen,
dreidimensionalen Ansatz berechnet wurde. Die Ergebnisse zeigten eine sehr gute Übereinstimmung.
Trotz dieser Übereinstimmung wurde eine doppelt gekrümmte Geometrie als Notwendigkeit für
die abschließende Validierung benannt, jedoch nicht umgesetzt. Es folgte eine Implementierung
der zuvor beschriebenen Zusammenhänge in die Formulierung eines Plattenelements der Ąniten
Elemente Methode (FEM) sowie eine Berechnung des Spring-in eines einfach gekrümmten V-ProĄls
mit variierender Vernetzungsdichte. Der Vergleich mit der analytischen Lösung nach Radford
et al. zeigte auch in diesem Fall eine gute Übereinstimmung. In einem letzten Schritt wurde
ein Vorgehen zur Vorhersage der Gestaltabweichungen von Bauteilen beschrieben, die mit einem
Elastomerstempel umgeformt wurden. Der Autor schlägt hierzu eine Dreiteilung des Problems in
die Schritte Wärmeleitung, Kristallisation und SolidiĄkation vor. Zur Beschreibung der Kristal-
lisationskinetik wurde das Modell nach Nakamura [173, 174] implementiert, welches eine nicht-
isotherme Abkühlung des Materials berücksichtigt. In Abhängigkeit des ansteigenden, relativen
Kristallisationsgrades setzt die Erstarrung der thermoplastischen Matrix ein, die von Wijskamp als
einer abrupter Wechsel von viskosem zu elastischem Werkstofverhalten interpretiert wurde. Der
Wärmeausdehnungskoeizient der Matrix wurde dabei vereinfachend als konstant angenommen.
Anhand dieser Methode erfolgte die Berechnung der Plattenkrümmung ebener Laminate in einem
zweidimensionalen Modell des Versuchsaufbauquerschnitts1. Die Ergebnisse zeigten, dass die vor-
hergesagte Krümmung um eine Größenordnung von den realen Messwerten abweicht. Wijskamp
sah diese Tatsache darin begründet, dass die treibende Kraft für die beobachteten Verformungen
transversaler Schub innerhalb des Laminats war, der durch die Deformation des Elastomerstempels
induziert wird. Die Erkenntnisse aus den zuvor beschriebenen Modellen dienten dem Autor als
Grundlage für den Vorschlag einen Methodik zur eizienten Prozessmodellierung. Diese umfasste
eine Dreiteilung der Problemstellung in die Einzelaspekte Drapierung, Pressen und Entformung.
Ein weiteres liner-elastisches Modell wurde von Brauner et al. [47] erarbeitet. Sie implementierten
eine Beschreibung des Kristallinitätsgrades nach Nakamura et al. [173, 174] in die Software
Samcef/Mecano [175], um die mechanischen Eigenschaften des Verbunds im Verlauf der Abkühlung
ortsaufgelöst zu berechnen. Die Berechnung des Spring-in erfolgte hierbei sequentiell anhand eines
L-ProĄls aus CF/PPS Gewebehalbzeugen, wobei zunächst die Abkühlung des Laminats berechnet
wurde, um anschließend die Entwicklung der mechanischen Eigenschaften und des Spring-in zu
berechnen.
In jüngerer Vergangenheit grifen Han et al. [46] auf die Software COMPRO [176] zurück, welche
unter anderem ein Modul zur zweidimensionalen Analyse von Gestaltabweichungen beinhaltet.
Die zu Grunde liegende Modellbildung beruht zu einem wesentlichen Anteil auf den Arbeiten von
A. A. Johnston [90] und Hubert [177] und ist in [82] anhand von Fallstudien erläutert. Obwohl
1 Bestehend aus dem Laminat und den Werkzeughälften aus Stahl und Elastomer
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ursprünglich für duromere Matrixsysteme entwickelt, wurde die duromerspeziĄsche Formulierung
der Erstarrungsmechanismen in COMPRO angepasst, so dass die Kristallisation einer thermo-
plastischen Matrix abbildbar ist. Somit umfasste das Modell eine linear-elastische Berechnung des
Spring-in mit temperaturabhängiger DeĄnition des Kristallisationsgrades und folglich der mechani-
schen Kennwerte. Die Autoren verglichen die Berechnungsergebnisse mit einem dreidimensionalen
Modell, welches auf Basis der Software ABAQUS [178] erstellt wurde1. Das COMPRO Modell
zeigte in den Untersuchungen eine sehr gute Übereinstimmung von Experiment und Simulation.
Der relative Fehler betrug zwischen 0,26 und 9,28 %. Auch die Modellierung in ABAQUS lieferte
zufriedenstellende Ergebnisse, wobei ein erhöhter relative Fehler von 8,21 bis 13,60 % zu verzeichnen
war.
Viskoelastische Materialgesetze
Als weitere Stufe der Detaillierung berücksichtigen viskoelastische Modelle auch das zeit- und
ratenabhängige Verhalten der polymeren Matrix. Auf diese Weise ist es möglich, die Relaxation
von Eigenspannungen zu berücksichtigen, welche mit einer Änderung der Gestaltabweichungen
einhergehen kann. Im Falle linearer Viskoelastizität ist das Ralaxationsverhalten dabei unabhängig
vom wirkenden Lastniveau. Bei einer kombinierten Implementierung von viskoelastischen sowie
temperatur- und kristallisationsgradabhängigen Werkstofeigenschaften entstehen somit Modelle,
die ein möglichst realistisches Abbild realer Gegebenheiten ermöglichen. Die daraus resultierenden
Vorzüge gehen jedoch einher mit einem deutlich erhöhten Charakterisierungsaufwand der Werkstofe
sowie ansteigenden Berechnungszeiten. Es gilt somit im Einzelnen abzuwägen, ob der steigende
Aufwand durch das Maß an Erkenntnisgewinn zu rechtfertigen ist.
Chapman et al. [65] veröfentlichten 1990 ihre Arbeiten zur Vorhersage von Eigenspannungen
in Laminaten aus CF/PEEK. Die Autoren nutzten darin eine inkrementelle Laminattheorie zur
Berechnung der lokalen Eigenspannungen, wobei sie Temperaturgradienten, thermische Dehnung
und Kristallisationsschwindung berücksichtigten. Durch das Hinterlegen temperaturabhängiger
Relaxationszeiten erfolgte zudem eine Implementierung linearer Viskoelastizität. Die im Modell er-
forderlichen, lokalen Werkstofeigenschaften wurden mikromechanisch als Funktion der Temperatur
und des Kristallinitätsgrades berechnet. Der Programmablauf wurde dreigeteilt und umfasste die
Berechnung der thermischen Historie sowie der mechanischen Eigenschaften und eine anschließende
Spannugsanalyse. Die Ergebnisse für den vorhergesagten Spannungszustand lieferten eine gute
Übereinstimmung mit den transversalen Eigenspannungen eines UD-Laminates.
Mit einem Fokus auf einem amorphen Thermoplast als Matrix, betrachteten Sunderland et al.
[72] die Krümmung und Eigenspannungen von Laminaten aus GF/PEI. Sie implementierten
hierzu ein lineares, thermo-viskoelastisches Modell, welches in der Lage ist das temperatur-
und zeitabhängig Verhalten der poylmeren Matrix abzubilden. Die Umsetzung dieses Vorgehens
erfolgte in einer Routine mit dem Namen ANVIS2, die eine Anbindung an die Software ABAQUS
besitzt. Abhängig von einer charakteristischen Funktion ℎhklw wird darin entschieden, ob eine
vereinfachte linear-elastische oder eine viskoelastische Rechnung durchzuführen ist. Der Wert
den ℎhklw annimmt repräsentiert dabei eine Aussage über die Relaxationszeit des Werkstofs für
einem bestimmten Zustand. Anhand des ANVIS-Modells wurden für verschiedene Kühlzyklen die
EigenspannungsproĄle und die Krümmungen von symmetrischen und asymmetrischen Laminaten
bei symmetrischer und asymmetrischer Abkühlung berechnet. Insbesondere für asymmetrische
Laminate konnte dabei eine hohe Vorhersagegüte der Krümmungen erzielt werden. Eine verwandte
Studie ist [69], in der ebenfalls das ANVIS-Modell zur Anwendung kam. Konträr zu [72] bildete
1 Bezüglich der zu Grunde liegenden Annahmen dieses Modells machen die Autoren jedoch keine Angaben.
2 ANisotropic VIScoelastic
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jedoch teilkristallines CF/PA12 den Untersuchungsschwerpunkt. Um diesem Sachverhalt Rechnung
zu tragen, wurde das Modell um einen Term zur Berücksichtigung der Kristallisationsschwindung
erweitert. Die Analyse eines 90° V-ProĄls lieferte dabei eine sehr gute Übereinstimmung von
Simulation und Experiment.
In Ergänzung zu den eingeführten Arbeiten mit einem Fokus auf thermoplastischen Matrixwerk-
stofen, folgt an dieser Stelle abschließend der Verweis auf die einschlägigen Arbeiten im Kontext
endlosfaserverstärkter Duromere. Wie bereits erläutert, bilden die physikalisch-chemischen Vorgän-
ge während der Erstarrung das zentrale Unterscheidungsmerkmal gegenüber den Thermoplasten.
Eine Übertragbarkeit der duromerspeziĄschen Modelle ist somit denkbar, bedarf allerdings vielfach
einer weitreichenden Anpassung der zu Grunde liegenden mathematischen Formalismen. Wie
schon im Falle der Thermoplaste, dominieren auch bei Duromeren inkrementell linear-elastische
Modelle mit einer Abhängigkeit der Werkstofeigenschaften gegenüber der Temperatur und dem
Vernetzungsgrad [74, 84, 87, 90, 91, 94, 108Ű110, 127, 134, 154]. Darüber hinaus wurden auch
komplexe Modelle zur Abbildung des viskoelastischen Werkstofverhaltens erarbeitet [81, 95, 96,
106, 137, 159, 160, 169]. Auf Grund des hohen Aufwands derartiger Modellierungsansätze, werden
jedoch in diesen Fällen Anstrengungen unternommen, um Teilaspekte der Viskoelastizität zu
vereinfachen.
2.4 Abgrenzung vom Stand der Wissenschaft und Technik
Aus den vorangehenden Ausführungen wird ersichtlich, dass die Analyse von Gestaltabweichungen
endlosfaserverstärkter Kunststofe bereits in vielfältiger Weise Bestandteil von Forschungsarbeiten
war und auch heute noch ist. Die vorliegende Arbeit grenzt sich dennoch deutlich vom aktuellen
Wissensstand ab und erweitert diesen um mehrere Aspekte.
Diese Abgrenzung geschieht zum einen durch die Wahl des thermoplastischen UD-Tapes als Halb-
zeug, welches in seiner Morphologie und seinem mechanischen Verhalten signiĄkante Unterschiede
zu Gewebehalbzeugen aufweist. Zum anderen erlaubt das gewählte Verfahren des Thermoplast-
Tapelegens die Herstellung maßgeschneiderter Gelege mit beliebigen Faserorientierungen und
Stapelfolgen sowie die lokale Verstärkung eines Laminats durch proĄlierte Wandstärken. In diesem
Kontext wird eine umfangreiche Variantenvielfalt des Lagenaufbaus betrachtet, um den speziĄ-
schen Verfahrensvorteilen des Thermoplast-Tapelegens Rechnung zu tragen. Die Untersuchung
der bewusst herbeigeführten, komplexen Gestaltabweichungen, die aus diesen Freiheitsgraden der
Laminatgestaltung resultieren, bildet ein Alleinstellungsmerkmal dieser Arbeit.
Für die Versuchskörpergeometrie werden in Anlehnung an Veröfentlichungen anderer Autoren
Geometrien mit geringem Komplexitätsgrad betrachtet. Dies beinhaltet sowohl eine lokal ver-
stärkte, ebene Plattengeometrie, als auch ein daraus umgeformtes 90° V-ProĄl. Eine Besonderheit
dieser Arbeit ist die zusammenhängende Untersuchung der Gestaltabweichungen eines individu-
ellen Versuchskörpers über beide Prozessstufen hinweg. Dieses Vorgehen ermöglicht eine direkte
Verknüpfung der Ergebnisse innerhalb der Prozesskette und somit die Isolierung des speziĄschen
GeometrieeinĆusses der Versuchskörper. Darüber hinaus wird anhand eines Referenzlagenaufbaus
eine Prozessparametervariation entlang der zweistuĄgen Prozesskette durchgeführt. Diese dient
dem Zweck, den EinĆuss der Prozessparameter auf die Gestaltabweichungen der Versuchskörper zu
ermitteln. Die kombinierte Untersuchung dieser Inhalte, insbesondere auch im Kontext der zuvor
genannten Untersuchungsschwerpunkte, ist ein weiteres Alleinstellungsmerkmal dieser Arbeit.
Auf Grund der gewählten Versuchskörpergeometrie, werden bewusst komplexe Gestaltabwei-
chungen gegenüber der Sollgeometrie herbeigeführt. Um ein vollständiges Abbild der Realgeometrie
zu generieren, wird ein Ćächiges Laser-Scanverfahren angewandt. Auf diese Weise lassen sich im
Zuge der Scandatenanalyse auch komplexe Gestaltänderungen quantiĄzieren und beschreiben.
2.4 Abgrenzung vom Stand der Wissenschaft und Technik 33
Eine Vielzahl der in Abschnitt 2.3.5 genannten, rudimentären Messverfahren1 bieten in Bezug
auf die Inhalte dieser Arbeit keine ausreichenden Möglichkeiten. Die Nutzung des Ćächigen Laser-
Scanverfahrens stellt somit eine methodische Erweiterung der in der Literatur beschriebenen
Messverfahren dar.
Um die komplexen Gestaltabweichungen der lokal verstärkten Gelegelaminate vorhersagbar
zu machen, ist der Aufbau eines geeigneten Simulationsmodell ein weiterer Bestandteil dieser
Arbeit. Aktuelle Lösungen beruhen zumeist auf der Betrachtung komplexer Einzelaspekte, um
die Vorhersagegüte von Gestaltabweichungen auch für Detailfragestellungen zu verbessern. Diese
Lösungsansätze sind ohne Zweifel erforderlich, bedingen jedoch zumeist einen hohen Aufwand
für deren Implementierung und die oftmals erforderliche Ermittlung spezieller Kennwerte. Der
Fokus in dieser Arbeit liegt auf der Erarbeitung eines vereinfachten elastischen Modells, welches
es dennoch erlaubt die Gestaltabweichungen dünnwandiger, lokal verstärkter Gelegelaminate
mit thermoplastischer Matrix in erster Näherung abzuschätzen. Dies erfolgt auf Basis einer
geringen Anzahl thermoanalytischer Untersuchungen sowie einer Analyse des Abkühlverhaltens
des Werkstofs im Verarbeitungsprozess. Diese Ergebnisse werden anschließend zueinander in
Beziehung gesetzt, um eine Methodik zur Vorhersage der Gestaltabweichungen abzuleiten.
1 z.B.: Messung der maximalen Durchbiegung mittels eines Lineals

KAPITEL 3
Material, Methoden und Modellbildung
Dieses Kapitel behandelt die Hintergründe und Erläuterungen zur Gestaltung und Durchführung
der Versuche im Kontext der Ermittlung von Gestaltabweichungen lokal verstärkter Gelegelaminate.
Hierzu wird in Abschnitt 3.1 zunächst der eingesetzte Werkstof vorgestellt, bevor im weiteren
Verlauf die Geometrie der Versuchskörper sowie deren Varianten der Lagenaufbauten erläutert
werden. Im daran anschließenden Abschnitt 3.2 folgt eine detaillierte Betrachtung der einzelnen
Prozessschritte innerhalb der Versuchskörperherstellung. Die Methodik zur Gestalterfassung der
hergestellten Versuchskörper ist Bestandteil von Abschnitt 3.3. Abgeschlossen wird das Kapitel
durch Abschnitt 3.4, in dem die Modellierung der experimentellen Untersuchungen in der Simulation
erläutert wird.
3.1 Vorstellung der Versuchskörper
3.1.1 Werkstofsystem
Grundlage für die Herstellung der Gelege sind 50 mm breite UD-Tapes aus der Produktfamilie
Celstran® CFR-TP der Firma Celanese. Mit Blick auf das Potenzial für die Umsetzung struktureller
Bauteile, erfolgen die Untersuchungen auf Basis von kohlenstoffaserverstärktem PolyphenylensulĄd
(CF/PPS). Typische Eigenschaften dieses Halbzeugs sind in Tabelle 3.1 gemäß den Herstelleranga-
ben zusammengefasst. Weiterführende Informationen zu den temperaturabhängigen Eigenschaften
sind Bestandteil von Abschnitt 4.2. Die dort ebenfalls aufgeführten Charakterisierungen eines unver-
stärkten PPS Granulats basieren auf Fortron® 0205P4. Dieses Basisgranulat ist nach [34] besonders
als Matrix für die Herstellung von faserverstärkten Kunststofen geeignet. Auf dieser Grundlage
werden die Eigenschaften dieses Granulats für die weiterführende Bewertung herangezogen.
Abweichend von dem in Tabelle 3.1 aufgeführten Nennmaß für die Dicke der UD-Tapes, ist für
die Gestaltung der Versuchskörper und die Dimensionierung der zugehörigen Fertigungsmittel
die Kenntnis der Einzelschichtdicke im konsolidierten Laminat ausschlaggebend. In Vorversuchen
wurde dieser Wert zu 0,131 mm ermittelt und für die Berechnung der zu erwartenden Wandstärke
eines Laminats herangezogen.
3.1.2 GeometriedeĄnition
Im Rahmen der eingangs in Kapitel 1 erläuterten Motivation für diese Arbeit, wurde dünnwandigen
Laminatstrukturen mit lokaler Verstärkung ein besonders ausgeprägtes Leichtbaupotential zuge-
sprochen. Gleichzeitig begünstigt ein dünnwandiges Design jedoch eine markante Ausprägung der
Gestaltabweichung der Versuchskörper. Der formulierten Zielsetzung der Arbeit folgend, werden
die Geometrien der Versuchskörper so gewählt, dass eine grundlegende Analyse der resultierenden
Gestaltabweichungen lokal verstärkter Gelegelaminate ermöglicht wird. Deren Bewertung erfolgt,
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Tabelle 3.1: Eigenschaften der untersuchten PPS Matrix und der faserverstärkten UD-Tapes gemäß
Datenblättern des Herstellers [179, 180]
Halbzeug Fortron® PPS 0205P4 Celstran® CFR-TP PPS CF60
Dichte g/cm3 1,36 1,58
Faservolumengehalt % Ű 53
Nenndicke mm Ű 0,15
E-Modul GPa 4,0 120,6a
Festigkeit MPa 66 1815a
Bruchdehnung % 2 1,68a
Schmelztemperatur ◇C 280 282
Glasübergangstemperatur ◇C 95 90
a gemessen in Faserlängsrichtung
in Anlehnung an Abschnitt 2.1.2, anhand der zwei aufeinander folgenden Prozessstufen Konsolidie-
rung und Umformung. Die Konsolidierung der Gelege wird im weiteren Verlauf dieser Arbeit als
Prozessstufe 1 (PS1) bezeichnet, die Umformung als Prozessstufe 2 (PS2). Die Umformung umfasst
den Vorgang, bei dem die konsolidierten Gelegelaminate aus PS1 zu einem gleichschenkeligen
V-ProĄl mit einem Winkel Ñ = 90° und einem Innenradius �i = 32 mm weiterverarbeitet werden. In
Abbildung 3.1 sind die Versuchskörper der Prozessstufe 1 und 2 inklusive der geltenden DeĄnition
für die 0° Faserorientierung illustriert. Die zu Grunde liegenden Motivationen bei der Wahl der































Abbildung 3.1: Versuchskörper mit lokalem Verstärkungspatch
Links: Prozessstufe 1 Rechts: Prozessstufe 2
Die Basis der Versuchskörper bildet eine rechteckige Grundplatte (G) von 394 mm Länge und
187 mm Breite.1 Die lokale Verstärkung der Grundplatte erfolgt durch einen mittigen, 394 mm
1 Die Abmessungen der Grundplatte leiten sich aus dem zur Konsolidierung genutzten Plattenwerkzeug mit einer
Kavität von 400 × 400 mm2 ab (weitere Details sind Abschnitt 3.2.2 zu entnehmen).
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langen und 50 mm breiten Patch (P), der parallel zur Längsachse der Grundplatte ausgerich-
tet ist. Beide Gelegevarianten (G und P) besitzen einen jeweils 8-lagigen Aufbau. Durch das
Zusammenführen von G und P ergibt sich im Bereich des Patches ein 16-lagiger Aufbau.
Winkel Ñ: Durch die frei abwickelbare Geometrie des V-ProĄls wird eine ausgeprägte geometrische
BiegesteiĄgkeit des Versuchskörpers, bezogen auf die Biegelinie �, vermieden. Der Spring-in
kann sich daher weitestgehend ungehindert ausbilden. Darüber hinaus ermöglicht die 90°-
Winkelgeometrie eine Vergleichbarkeit zu den in Abschnitt 2.3 genannten Arbeiten anderer
Autoren.
Innenradius �i: Damit die isolierte Betrachtung von Gestaltabweichungen möglich ist, sind Ein-
Ćüsse aus der Drapierung der Gelege zu vermeiden. Kleine Radien sind in diesem Kontext
nachteilig, da sie Faltenbildung und Fasereinschnürung begünstigen. Beide Efekte werden
unter anderem von Wiersma et al. [94] und Steinle [116] beschrieben und führen zu gravie-
renden Variationen des Faservolumengehalts über die Wandstärke eines Laminats. Beide
Arbeiten kommen zu der Schlussfolgerung, dass derartige Faservolumengehaltsschwankungen
die Ausprägung von Gestaltabweichungen gravierend beeinĆussen. Der gewählte Innenradius
�i = 32 mm trägt durch das großzügig gewählte Verhältnis von �i/�GP = 15,5 dazu bei,
derartige EinĆussgrößen aus der Umformung zu minimieren. Analog zu Wiersma et al.
repräsentiert dieses Verhältnis zudem ein dünnwandiges Laminat, wodurch die Schwindung
in Laminatdickenrichtung einen untergeordneten EinĆuss auf den Spring-in zeigen sollte.
Schenkellänge �S: Die Umformung thermoplastischer Gelegelaminate erfolgt gemäß Abschnitt 2.1.2
durch die Aufprägung einer Schließkraft mit einer hydraulischen Presse. Neben dem Winkel
Ñ, beeinĆusst die Schenkellänge �S die resultierende Flächenpressung im Laminat. Durch die
Wahl gleicher Schenkellängen wird sichergestellt, dass bei der Umformung eine homogene
Flächenpressung im Versuchskörper vorliegt.
3.1.3 Variation des Lagenaufbaus
Die Verwendung von UD-Tapes zur Herstellung von Gelegen ermöglicht die DeĄnition von Lagen-
aufbauten mit beliebiger Faserorientierung und Stapelfolge der Einzellagen. Dies ist ein zentraler
Unterschied zu der in der Literatur vorherrschenden Verwendung von Gewebehalbzeugen und
deren Limitierungen bei der Laminatgestaltung. Zur Erweiterung des Standes der Erkenntnisse
werden die Lagenaufbauten von Grundplatte G und Patch P in einem Spektrum variiert und
kombiniert, wie es mit Gewebehalbzeugen nicht möglich ist. Ziel der Variantenvielfalt der GP-
Kombinationen ist es, vielfältig Arten der Gestaltabweichungen zu erzeugen, zu analysieren und
zu quantiĄzieren.
Für die Grundplatte werden hierzu zwei Stufen (G1 und G2), für den Patch sieben Stufen (P1 bis
P7) deĄniert. Alle Lagenaufbauten sind symmetrisch und ausgeglichen ausgeführt. Sowohl G1 als
auch G2 werden mit allen Patchvarianten kombiniert. Die Benennung der Kombinationen aus G und
P erfolgt als Aneinanderreihung der Einzelkennzeichnungen (z.B. G1P1, G2P5, etc.). Einzelheiten
zur Faserorientierung und Stapelfolge aller Varianten sind in Tabelle 3.2 zusammengefasst.
Wie aus Abbildung 3.2 ersichtlich wird, entsteht durch die Zusammenführung von G und P im
Bereich des Patches im Allgemeinen ein unausgeglichener, asymmetrischer Lagenaufbau. Lediglich
für G1P1 und G2P2 ist dies nicht zutrefend, dort verbleibt ein ausgeglichener, symmetrischer
Lagenaufbau. Basierend auf Abschnitt 2.3 wird erwartet, dass sich in den Fällen lokaler Asymmetrie
der Laminate Kopplungs- und Interaktionsefekte ergeben, die die Gestaltabweichungen maßgeblich
beeinĆussen.
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Tabelle 3.2: Übersicht der Variantenvielfalt für die Lagenaufbauten der Grundplatten G und Patches P
G1 G2
(02, 902)� (902, 02)�
P1 P2 P3 P4 P5 P6 P7
(02, 902)� (902, 02)� (04)� (302, -302)� (602, -602)� (904)� (452, -452)�
G1P3 G1P1
Abbildung 3.2: Schematischer Querschnitt eines G1P3 und G1P1 Versuchskörpers
G1P3: lokal unausgeglichener, asymmetrischen Lagenaufbaus
G1P1: vollständig ausgeglichener, symmetrischer Lagenaufbau
3.2 Herstellungsprozess
Eine Besonderheit der Kunststofverarbeitung ist, dass die Ąnalen Eigenschaften der polymeren
Matrix, und damit auch eines faserverstärkten Kunststofs, erst im Herstellungsprozess generiert
werden. Dem entsprechend bedarf die Wahl der Herstellungsmethode und der Prozessführung einer
genauen Abwägung, um ihren möglichen EinĆuss auf die Gestaltabweichungen der Versuchskörper
bereits im Voraus zu bewerten. Als Ergebnis dieser Überlegungen wird in der vorliegenden Arbeit
ein dreistuĄger Prozess für die Versuchskörperherstellung umgesetzt. Dieser unterteilt sich in
Gelegeherstellung, Konsolidierung (Prozessstufe 1) und Formgebung (Prozessstufe 2) und ist
angelehnt an das in Abschnitt 2.1.2 beschriebene Vorgehen. Die Details jedes Prozessschrittes
werden nachfolgend beschrieben.
3.2.1 Gelegeherstellung
Die Verarbeitung der UD-Tapes erfolgt mit der RELAY® Technologie1. Bei dieser Anlagentechnik
werden die einzelnen Tapestreifen sequentiell auf einem Tisch positioniert und schichtweise gestapelt,
um Gelege mit einer maximalen Fläche von 2000 × 2000 mm2 aufzubauen. Die Positionierung der
UD-Tapes erfolgt durch zwei senkrecht zueinander angeordnete, horizontale Linearachsen sowie
eine Rotationsachse des Tischs. Zur Fixierung der gestapelten Einzellagen untereinander werden
in Tapelängsrichtung Ultraschallschweißpunkte mit einen Abstand von 100 mm eingebracht.
Aufgrund der verhältnismäßig geringen Abmessungen einzelner Grundplatten und Patches,
werden rechteckige Gelege hergestellt, die einem Vielfachen der Einzelgelege entsprechen. Die
anschließende Konfektionierung dieser Mehrfachgelege erfolgt mit einer Motor-Tafelschere2. Dieses
Vorgehen ermöglicht eine Reduzierung des Verschnitts auf 1,0 bis 4,2 % pro Gelegesatz. Im Anschluss
an die Konfektionierung werden die Patches an den Enden manuell mit einem Handschweißgerät3
auf den Grundplatten Ąxiert.
1 Rapid Eicient Layup; entwickelt durch die Fiberforge Corporation (CO,USA) und seit 2013 Bestandteil der
Diefenbacher GmbH
2 Schechtl SMT 150/BV
3 Eurosonic ESHS 800/35
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(a) RELAY® 2000 Anlagentechnik
GP
(b) Gelege eines G1P3 Versuchskörpers
Abbildung 3.3: Herstellung lokal gehefteter Gelege aus thermoplastischen UD-Tapes auf Basis des
Thermoplast-Tapelegens
3.2.2 Prozessstufe 1 - Konsolidierung der Tapegelege
Die Prozessstufe 1 umfasst die Konsolidierung der lokal gehefteten Gelege zu monolithischen
Laminaten. In Anlehnung an die in [16] beschriebenen Intervallpressen erfolgt die Konsolidierung
im Rahmen dieser Arbeit mit dem am Fraunhofer-Institut für Chemische Technologie (ICT)
entwickelten HTP-Prozess (Heizen-Transfer-Pressen). Bei diesem Verfahren wird das Gelege
zunächst zwischen zwei Trägerblechen platziert und in einer Kontaktheizstation bei einer geringen
Flächenpressung von unter 0,1 MPa auf Verarbeitungstemperatur erwärmt. Anschließend wird der
Blech-Gelege-Stapel in eine hydraulische Presse transferiert und unter erhöhtem Druck bis zur
Erstarrung abgekühlt. Der HTP-Prozess wird in den nachfolgenden Paragraphen mit Bezug zu den
Versuchskörpern dieser Arbeit näher beschrieben. Zur Reduzierung der notwendigen Presszyklen


























Abbildung 3.4: HTP-Prozess zur Konsolidierung von lokal verstärkten Gelegen in Prozessstufe 1
Fertigungsmittel
Die Transferbleche für den Transport der Gelege zwischen Vorheizstation und Presse werden aus
gewalzten Aluminiumblechen der naturharten Legierung EN AW-5754 (AlMg3) hergestellt. Ihre
Kantenlänge beträgt 395 mm bei einer Wandstärke von 2 mm. Die Gelege beĄnden sich während
des gesamten Zyklus der Prozessstufe 1 zwischen zwei dieser Aluminiumbleche. Abbildung 3.5
illustriert den Aufbau aus Transferblechen und Gelegen sowie die Abmessungen der Transferbleche.
Wie aus dieser Darstellung ersichtlich ist, sind in das untere Transferblech zwei Nuten eingefräst.
Diese erstrecken sich über die gesamte Länge des Transferblechs und dienen der Aufnahme der
lokalen Verstärkungspatches.











Abbildung 3.5: Illustration der Anordnung von Aluminium-Transferblechen und Gelegen in PS1
Vor der Verwendung werden die Aluminiumbleche auf ihrer Innenseite gereinigt und mit Trenn-
mittel1 beschichtet. Diese Maßnahme minimiert den notwendigen Kraftbedarf für die Entformung
der konsolidierten Laminate im Anschluss an den Pressprozess. Steigt der Kraftbedarf im Verlauf
mehrerer Konsolidierungsvorgänge an wird die Beschichtung erneuert.
Heizen
Die Erwärmung der Gelege auf Verarbeitungstemperatur erfolgt in einer Kontaktvorheizstation2,
bestehend aus einer oberen und unteren Heizplatte. Durch das Absenken der oberen Heizplatte
ruht deren Eigengewicht auf dem eingelegten Blech-Gelege-Stapel. Zeitgleich zum Aufheizen der
Gelege auf Verarbeitungstemperatur wird die Vorheizstation zur Vorwärmung der Transferbleche
des nächsten Zyklus genutzt. Dieses Vorgehen vermeidet einen plötzlichen Temperaturabfall der
Heizplatten, wie es für kalte Aluminiumbleche der Fall wäre, und trägt somit zu einer stabileren
Prozessführung bei.
Transfer
Nach dem Öfnen der Vorheizstation wird der manuelle Transfer gestartet. Dieser endet mit dem
Ablegen des Blech-Gelege-Stapels in der Werkzeugkavität und dem anschließenden Auslösen des
Schließvorgangs der Presse. Die Transferzeit �trans ist dabei festgelegt als Zeitraum zwischen der
Aufnahme des Blech-Gelege-Stapels durch den Bediener und dem Einkoppeln der Parallelhaltung
der hydraulischen Presse während des Schließvorgangs.
Pressen
Die SolidiĄkation der aufgeheizten Gelege erfolgt in einem ebenen Plattenwerkzeug aus Stahl,
mit einer Kavität von 400 × 400 mm2. Die Kavität ist auf drei Seiten von einer Tauchkante be-
grenzt. Auf der ofenen Seite beĄnden sich zwei Blechfedern, die zu Beginn des Schließvorgangs
einen Ćächigen Kontakt des Blech-Gelege-Stapels mit der WerkzeugoberĆäche unterbinden. Erst
unmittelbar vor dessen beidseitigem Werkzeugkontakt am Ende des Schließhubs, verdrängt das
Werkzeugoberteil die Blechfedern und der Blech-Gelege-Stapel kommt auf der unteren Werkzeugo-
berĆäche zum Liegen. Dieser Vorgang reduziert eine inhomogene Abkühlung der Versuchskörper
und ist in Abbildung 3.6 veranschaulicht. Die Temperierung des Werkzeugs erfolgt bis 180 ◇C
Vorlauftemperatur mit Wasser als Umlaufmedium. Für höhere Vorlauftemperaturen kommt ein
baugleiches Werkzeug mit Öltemperierung zum Einsatz.
1 Loctite® Frekote® 770-NC der Firma Henkel
2 ELKOM® Mikutherm-Optimal 2111
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Blechfeder Stapel aus Transferblechen
und Tapegelege
Abbildung 3.6: Plattenwerkzeug mit dreiseitiger Tauchkante und integrierten Blechfedern zur Ver-
meidung der inhomogenen Abkühlung der Versuchskörper
Die für die Konsolidierung notwendige Flächenpressung wird durch eine parallellaufgeregelte,
hydraulische Presse1 aufgebaut und während des gesamten Presszyklus auf konstantem Niveau
gehalten. Nach dem Ablauf der Kühlzeit wird der Blech-Gelege-Stapel entlastet und kann nach dem
Öfnen der Presse entnommen werden. Es folgt die Entformung der Gelege aus den Transferblechen.
3.2.3 Prozessstufe 2 - Herstellung der WinkelproĄle
Die Umformung konsolidierter Laminate (PS1-Versuchskörper) zu V-WinkelproĄlen der Pro-
zessstufe 2 stellt im vorliegenden Fall eine große fertigungstechnische Herausforderung dar. Die
Schwierigkeit resultiert insbesondere aus der lokalen Wandstärkenvariation, der Vielfalt unter-
schiedlicher Lagenaufbauten, sowie den variierenden Gestaltabweichungen der PS1-Versuchskörper.
Eine Umsetzung auf Basis des in Abschnitt 2.1.2 beschriebenen Vorgehens wird massiv erschwert.
Die Gründe hierfür sind im nachfolgenden Paragraph beschrieben.
Problemstellungen konventioneller Herstellungsrouten: Die Erwärmung endlosfaserverstärkter
Halbzeuge in Infrarot-Strahlerfeldern erfolgt durch die Absorption der infraroten Strahlung in der
Randschicht des zu erwärmenden Halbzeugs [181]. Um dabei ein Überhitzen der Randschichten
zu vermeiden, wird üblicherweise eine Leistungsregelung der Strahler implementiert. Messungen
des Autors auf Basis eines leistungsgeregelten Systems mit mittelwelligen IR-Strahlern zeigten
jedoch, dass eine homogene Erwärmung der PS1-Versuchskörper mit dem bestehenden System nicht
möglich ist. Temperaturschwankungen von bis zu 30 ◇C wurden ermittelt. Eine derart inhomogene
Temperaturverteilung in den Laminaten kann, auf Grund der prozesssensitiven Untersuchungen
der Gestaltabweichungen, nicht akzeptiert werden.
Die Gestaltung von Transport- und Spannrahmen für den Transfer biegeschlafer Halbzeuge
erfolgt auf Grund der vielfältigen Anforderungen [22, 181] im Allgemeinen angepasst auf einen
speziĄschen Anwendungsfall. Dem entgegen steht die Vielfalt der untersuchten Lagenaufbauten in
dieser Arbeit, in Verbindung mit den variierenden Gestaltabweichungen der Versuchskörper aus PS1.
Auf Basis der gegebenen Randbedingungen wurde die Umsetzung eines solchen Transportrahmens
im Umfeld einer manuellen Herstellung der PS2-Versuchskörper jedoch als ungeeignet bewertet.
Darüber hinaus wurden in Abschnitt 2.3.3 weitere EinĆussgrößen der Prozessführung auf
die Ausprägung der Gestaltabweichungen identiĄziert. Unter anderem wurden interlaminare
Abgleitvorgänge bei der Drapierung sowie Reibungsefekte zwischen der WerkzeugoberĆäche und
dem Verbundwerkstof als zwei Faktoren benannt. Dem entgegen liegt der Fokus in dieser Arbeit
auf der isolierten Betrachtung der Gestaltabweichungen in Abhängigkeit von Laminataufbau,
Versuchskörpergeometrie und Prozessparametern.
1 Diefenbacher DYL630/500
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Gewählte Prozessroute für PS2: Der vorangehende Paragraph zeigte die besonderen Schwierig-
keiten auf, die es im Hinblick auf die Umsetzung der Prozessstufe 2 zu lösen galt. Die genannten
Aspekte aufgreifend, war es das Ziel der Prozessentwicklung einen Versuchsablauf zu entwickeln,
der den EinĆuss der genannten Störgrößen minimiert. Das Ergebnis dieser Bemühungen wird
im nun folgenden Paragraphen für Prozessstufe 2 erläutert. Bei der Entwicklung dieses Vorge-
hens wurde besonderer Wert auf eine homogene Erwärmung des Halbzeugs, die Minimierung der
Krafteinwirkung auf das erwärmte, biegeschlafe Laminat sowie eine Vermeidung inhomogener
Abkühlvorgänge im Formwerkzeug gelegt. Darüber hinaus wurde eine Vergleichbarkeit mit den
Abläufen der Prozessstufe 1 angestrebt. Der Prozessablauf ist in Abbildung 3.7 schematisch




























Abbildung 3.7: Prozessablauf bei der Herstellung der V-ProĄle in Prozessstufe 2
Fertigungsmittel
Vergleichbar zu PS1 wird auch für PS2 ein Transferblech für den Transport der erwärmten La-
minate zwischen den Teilprozessschritten eingesetzt1. Die Abmessungen sind in Abbildung 3.8
zusammengefasst. Die erhöhte Nutbreite von 51 mm beruht dabei auf der Vermessung von PS1-Ver-
suchskörpern. Der Werkstof des Transferblechs ist, wie für PS1, die naturharte Aluminiumlegierung














2 mm Blechdicke 1,03x
Abbildung 3.8: Illustration des Aluminium-Winkels für den Transfer der Laminate in PS2
1 Die Herstellung der Aluminium-Winkelbleche für PS2 erfolgte als Auftragsarbeit bei der CBV Blechbearbeitung
GmbH in 07646 Laasdorf.
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Analog zu PS1 werden die Bleche vor dem Beginn der Versuchskörperherstellung mit dem
Trennmittel 770-NC beschichtet. Durch die gewählte Geometrie des V-ProĄls entsteht bei der
Abkühlung im Pressprozess ein Aufschwinden der Versuchskörper auf das Aluminiumblech. Zur
Minimierung der Entformungskräfte wird aus diesem Grund ergänzend nach jedem Zyklus ein
Heißauftrag des Trennmittels Frekote HMT-2 durchgeführt.
Bedingt durch den konsolidierten Zustand der Laminate ist es nicht möglich jeden Versuchskörper
mit einer Thermoleitung zur Temperaturüberwachung zu bestücken. Wie in Abschnitt 4.1.2 gezeigt
wird, ist ein reproduzierbares Erreichen der Kerntemperatur durch die gewählte Prozessführung
jedoch gegeben.
Heizen
Zur Erwärmung der PS1-Versuchskörper wird ein Hochtemperatur-Trockenofen mit einem Innen-
volumen von 135 l verwendet1. Dieser Ofentyp arbeitet nach dem Prinzip der forcierten Umluft,
wobei die Luftumwälzung in horizontaler Richtung erfolgt. Im Innenraum des Trockenofens wer-
den Transferblech und Laminat auf einem Einschubblech positioniert. Die Ausrichtung ist so
gewählt, dass die Anströmung senkrecht auf die OberĆäche des Versuchskörpers erfolgt. Dieser
wird hierzu lediglich an das Transferblech angelehnt. Eine Stütze verhindert ein Wegrutschen des













Abbildung 3.9: Illustration zur gravitationsinduzierten Umformung während der Heizphase von PS2
Die Umformung des Laminats erfolgt bei diesem Vorgehen nach dem Überschreiten der Er-
weichungstemperatur durch die Schwerkraft, unterstützt durch die anströmende Umluft. Diese
gravitationsinduzierte Umformung ermöglicht ein Anschmiegen des Laminats an das Transferblech
ohne ergänzende Krafteinwirkung und minimiert somit die interlaminaren Abgleitvorgänge. Gleich-
zeitig trägt dieses Vorgehen maßgeblich dazu bei, dass Relativbewegungen zwischen Formwerkzeug
und Versuchskörper im Presszyklus vermieden werden. Durch den Verzicht auf einen Transportrah-
men ist das Verfahren zudem universell für alle betrachteten Lagenaufbauten einsetzbar und erfüllt
damit die als kritisch identiĄzierten Randbedingungen für die Herstellung der PS2-Versuchskörper.
Transfer
Mit dem Ende der festgelegten Heizzeit und dem Öfnen der Türe des Trockenofens startet
die Transferzeit. Nach dem Transfer und der anschließenden Ablage von Transferblech und
Versuchskörper auf dem Presswerkzeug, wird der Schließvorgang der hydraulischen Presse gestartet.
1 Thermconcept KU 140/04/A
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Um während des Schließvorgangs eine einseitige Wärmeabfuhr in das Presswerkzeug zu unterbinden,
ist das Formunterteil mit acht gefederten Abstandshaltern mit je 3 mm Durchmesser ausgerüstet.
Der so erzeugte Luftspalt von 1,5 mm wird erst durch den Kontakt des Versuchskörpers mit
dem Formoberteil überdrückt. Wie für PS1 endet die Transferzeit mit dem Einkoppeln der
Parallelhaltung der hydraulischen Presse.
Pressen
Beide Formhälften des Presswerkzeugs sind aus der naturharten Aluminium Gusslegierung
EN AW-5083 (AlMg4,5Mn0,7) gefertigt und mit einer Hartanodisierung versehen1. Die Tem-
perierung des Werkzeugs erfolgt isotherm mit Öl als Umlaufmedium. Eine Explosionsansicht von
Formwerkzeug, Transferblech und Versuchskörper ist in Abbildung 3.10 dargestellt. Durch die
gravitationsinduzierte Drapierung des Versuchskörpers in der Heizphase ist keine weiterführende
Umformung während des Pressvorgangs erforderlich.
Wie aus Abbildung 3.10 hervorgeht, war die Herstellung der Versuchskörper ursprünglich mit
zwei Teilen pro Zyklus vorgesehen. Auf Grund der Komplexität der Abläufe musste diese Planung
jedoch verworfen werden. Stattdessen wird die zweite Hälfte der Kavität dauerhaft mit einem
Platzhalter bestückt2. Nach jedem Presszyklus wurde die Position des Platzhalters gewechselt, um
eine einseitige Abnutzung des Presswerkzeugs auszuschließen. Die Herstellung der Versuchskörper







Abbildung 3.10: Explosionsansicht von Presswerkzeug, Transferblech und Versuchskörper in PS2
3.3 Experimentelle Analyse der Gestaltabweichungen
Zur Bewertung der Gestaltabweichungen ist es erforderlich, ein möglichst vollständiges und
detailliertes Abbild der geometrischen Abweichungen von der Sollgeometrie zu erhalten. Dies
erfordert den Einsatz von Messinstrumenten mit ausreichend hoher AuĆösung sowie die Gestaltung
von Messvorrichtungen, die das Risiko systematischer Messfehler minimieren. Die nachfolgenden
Abschnitte erläutern in diesem Zusammenhang das gewählte Vorgehen.
3.3.1 Dreidimensionale Gestalterfassung mittels Laser-Lichtschnittverfahren
Obwohl sich die betrachteten endlosfaserverstärkten Halbzeuge durch einen hohen massenspeziĄ-
schen Elastizitätsmodul auszeichnen, sind dünnwandige Strukturen stets anfällig für Verformungen.
Dieser Tatsache Rechnung tragend, erfolgt die Erfassung der Versuchskörpergeometrie im Rahmen
1 Die Herstellung des Presswerkzeugs erfolgte als Auftragsarbeit bei der PELZ Technik GmbH in 74078 Heilbronn.
2 Als Platzhalter fungieren dabei ein Transferblech ohne Nut sowie eine Versuchskörpergrundplatte ohne Patch.
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dieser Arbeit mittels berührungslosem Messsystem. Die Basis bildet ein 7-achsiges, handgeführ-
tes Gelenkarm-Koordinatenmessgerät1, wie es in Abbildung 3.11 exemplarisch dargestellt ist.
Abbildung 3.11: Gelenkarm-Koordinatenmessgerät mit integriertem Laser-Lichtschnittsensor [182]
Am letzten Gelenkarmglied ist ein Tastkopf montiert, der das Antasten von Punkten mit einer
Einzelpunkt-Wiederholgenauigkeit von 0,03 mm ermöglicht. Zur berührungslosen Messung ist der
Tastkopf mit einem Laser-Lichtschnittsensor ausgestattet. Derartige Systeme arbeiten nach dem
Prinzip der aktiven Triangulation, bei dem der Lichtstrahl der Laserquelle auf die OberĆäche des zu
vermessenden Objekts fokussiert wird. Auf einem Sensor, der in einem deĄnierten Winkel zur Quelle
angeordnet ist, wird der difuse Anteil der reĆektierten ProĄllinie der Laserlinie detektiert. Über
einen ergänzenden Positionsdetektor ist es möglich die Entfernung jedes Punktes der Laserlinie auf
dem Objekt zum Sensor zu berechnen [183, 184]. Neben dem Vorteil der berührungslosen Messung,
zeichnet sich das gewählte Verfahren durch eine ganzheitliche Erfassung der Geometriedaten bei
zugleich hoher Informationsdichte aus2. Eine vergleichbare Informationsdichte ist mit taktilen
Systemen nicht denkbar.
3.3.2 Gestaltung der Vorrichtung zur Versuchskörpervermessung
Zur Bewertung der Gestaltabweichungen der Versuchskörper ist es von entscheidender Bedeutung,
dass eine Änderung der Geometrie durch Krafteinwirkung während der Gestalterfassung vermieden
wird. Auf Grund der eingangs erwähnten Nachgiebigkeit dünnwandiger Strukturen ist jedoch damit
zu rechnen, dass selbst geringe Kräfte ausreichend sein können, um systematische Messfehler zu
erzeugen. Zu diesen Kräften zählen beispielsweise die Gravitationskraft, wie auch Spannkräfte zur
Fixierung einer Zwangslage. Gleichzeitig ist für die reproduzierbare Vermessung der Versuchskörper
eine eindeutige und sichere Positionierung erforderlich.
Unter Berücksichtigung der genannten Anforderungen wurde eine Vorrichtung zur Bauteilaufnah-
me konstruiert, der das 3-2-1 Prinzip zu Grunde liegt. Diese Methode des Toleranzmanagements
ermöglicht die statisch bestimmte Ausrichtung eines dreidimensionalen, starren Körpers. Die
beiden KonĄgurationen der Vorrichtung für Prozessstufe 1 und 2 sind in Abbildung 3.12 dargestellt.
Die entsprechenden Bezugspunkte für die primäre, sekundäre sowie tertiäre Referenzebene sind
durch entsprechende Nummern gekennzeichnet. Wie Praun in seiner wissenschaftlichen Arbeit
festhält, ist für nachgiebige Bauteile die alleinige Positionierung nach dem 3-2-1 Prinzip jedoch
nicht immer ausreichend [185]. In derartigen Fällen sind zusätzliche Stützpunkte erforderlich.
Diesem Sachverhalt wird im hier vorgestellten Fall Rechnung getragen, indem für PS1 in den
äußersten Ecken M10 Feingewindeschrauben mit sphärischer Spitze positioniert werden. Diese sind
in Abbildung 3.12 exemplarisch durch Nummer 4 gekennzeichnet.
1 FaroArm® Platinum
2 Der minimale Punktabstand bei 35 mm Laserlinienbreite entspricht 0,046 mm.














Abbildung 3.12: Vorrichtung zur Aufnahme der Versuchskörper während der Gestalterfassung; die
Gestaltung entspricht dem erweiterten 3-2-1 Prinzip zur statisch bestimmten Aus-
richtung dreidimensionaler, starrer Körper
Im Hinblick auf eine Minimierung der Kräfte, die während des Scanvorgangs auf den Versuchs-
körper einwirken, wird die Vorrichtung auf einem 3-Wege-Neiger1 montiert und um je 30° um die
x- und y-Achse rotiert. Diese Maßnahme vermindert den senkrecht zur Bauteilebene wirkenden
Anteil der Gravitation, wodurch die Gefahr einer Gestaltänderung durch das Eigengewicht der
Versuchskörper reduziert wird. Darüber hinaus bewirkt die doppelte Verkippung im Raum eine
Selbstzentrierung der Versuchskörper in der Vorrichtung, wodurch keine Klemmung zur Fixierung
der Versuchskörper erforderlich ist.
Ergänzt wird die Vorrichtung durch die in Abbildung 3.12 gekennzeichneten Zielkugeln, die für
die automatisierte Ausrichtung der Scandaten zur CAD-Sollgeometrie und den anschließenden
Soll-Ist-Vergleich notwendig sind. Diese Weiterverarbeitung der Scandaten wird im Verlauf des
nachfolgenden Abschnitts erläutert.
3.3.3 Aufbereitung der Scanrohdaten und extrahieren von Prüfpunkten
Nach Abschluss des Scanvorgangs liegen die Geometrierohdaten der Versuchskörper als dreidimen-
sionale Punktewolken vor. Die Weiterverarbeitung der Punktewolken erfolgt mit dem kommerziellen
Softwaretool Geomagic® Control der Firma 3D Systems. In diesem Programm werden die unge-
ordneten Punkte der Geometrierohdaten zunächst bereinigt und geordnet, um Artefakte in den
Messdaten zu entfernen. Anschließend folgt eine makrobasierte, automatisierte Ausrichtung der
Scandaten zur CAD-Sollgeometrie [186]. Die zueinander ausgerichteten Datensätze werden für
einen globalen 3D-Vergleich der Daten genutzt, der für den übergeordneten, visuellen Vergleich der
Gestaltabweichungen verwendet wird. Aus diesem 3D-Vergleich werden zur weiterführenden Detail-
bewertung vier Prüfpunktereihen extrahiert, die jeweils die senkrechte Koordinate des gescannten
Versuchskörpers gegenüber der Sollgeometrie beinhalten2. Abbildung 3.13 illustriert die Position
der Prüfpunktereihen und führt deren im weiteren Verlauf genutzte Bezeichnungen ein. LSM ist
parallel zur langen Bauteilkante angeordnet und beinhaltet 21 (PS1) bzw. 24 (PS2) äquidistante
Prüfpunkte. Parallel zur kurzen Bauteilkante werden weitere drei Reihen KSL, KSM und KSR mit
je 17 (PS1 und PS2) äquidistanten Prüfpunkten deĄniert. Der Randabstand der Prüfpunkterei-
hen wird mit 3,5 mm zur Kante der CAD-Geometrie festgelegt. Für einige Gelegevarianten, die
besonders starke Geometrieänderungen aufweisen, beispielsweise G2P5 und G2P6, ist für diesen
Randabstand jedoch nicht sichergestellt, dass alle Prüfpunkte für KSL und KSR extrahiert werden
1 Manfrotto MA229
2 PS1: z-Koordinate; PS2: x- sowie z-Koordinate


















Abbildung 3.13: DeĄnition der Bauteilränder sowie der zugehörigen Prüfpunktereihen auf der CAD-
Sollgeometrie
KSL / KSM / KSR: Kurze Seite Links/Mitte/Rechts
LSM: Lange Seite Mitte
können. In diesen Einzelfällen wird die betrofene Prüfpunktereihe parallel verschoben, bis ein
Datenexport des Abstands von Prüfpunkten und OberĆäche der CAD-Geometrie möglich ist.
3.4 Modellbildung zur Vorhersage der Gestaltabweichungen in der Simulation
In den vorangehenden Abschnitten wurden ausführlich die experimentellen Grundlagen für die
Fertigung und Bewertung der Versuchskörper erläutert. Diese Untersuchungen werden im Rahmen
dieser Arbeit durch ein Simulationsmodell zur virtuellen Darstellung des Fertigungsprozesses und
zur Vorhersage der resultierenden Gestaltabweichungen ergänzt. Zielsetzung ist die Erarbeitung
eines vereinfachten Simulationsmodells, welches eine initiale Bewertung der Gestaltabweichungen
auf Basis einer reduzierten Anzahl an Eingabeparametern ermöglicht. Im Fokus stehen dabei
dünnwandige, lokal verstärkte Gelegelaminate mit thermoplastischer Matrix. Die hierzu gewählten
Annahmen werden im weiteren Verlauf dieses Abschnitts erläutert. Die Modellbildung erfolgt
in der Software ABAQUS des Softwareherstellers Dassault Systèmes und unterteilt sich in zwei
Teilschritte:
1. Thermische Analyse zur Simulation des Abkühlverhaltens
2. Mechanische Analyse zur Vorhersage der Gestaltabweichungen
Das übergeordnete Ablaufschema der Simulationen ist in Abbildung 3.14 zusammengefasst. Sowohl
die individuellen Zielsetzungen als auch die grundsätzlichen Unterschiede der Modellbildung sind
Bestandteil der folgenden Abschnitte 3.4.1 und 3.4.2. Die SpeziĄzierung der variierten Prozessgrößen










Abbildung 3.14: Übergeordnetes Ablaufschema des Simulationsmodells zur Vorhersage des Abkühl-
verhaltens und der Gestaltabweichungen der Versuchskörper
Auf Basis der Annahme, dass die Entstehung von Spannungen keinen WärmeĆuss innerhalb
des Materials induziert, ist eine sequentielle Betrachtung dieser beiden Teilschritte zulässig.
Das Laminat wird dabei als Stapel von transversal-isotropen UD-Einzelschichten betrachtet,
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deren Verbindung in der GrenzĆäche als ideal angenommen wird. Hierdurch ist es möglich,
benachbarte Schichten gleicher Faserorientierung zusammenzufassen und damit die Elementanzahl
des Modells sowie die Rechenzeit zu reduzieren. Faserfehlorientierungen, wie sie unter anderem aus
der Umformung des Winkels in PS2 resultieren können, Ąnden keine Beachtung. Des Weiteren wurde
in Abschnitt 2.3 die Bedeutung der Materialeigenschaften in Laminatdickenrichtung im Hinblick
auf die Ausprägung der Gestaltabweichungen herausgearbeitet. Obwohl für die Versuchskörper
dieser Arbeit nach Wiersma et al. [94] ein geringer EinĆuss der mechanischen Eigenschaften in
Dickenrichtung zu erwarten ist, wird die Modellierung der Versuchskörper mit Volumenelementen
umgesetzt. Eine Übertragung der zu erarbeitenden Methodik auf dickwandige Laminate wird
hierdurch zu einem späteren Zeitpunkt vereinfacht.
3.4.1 Modellierung der thermischen Analyse
Ziel der thermischen Analyse ist es, die Starttemperatur der mechanischen Analyse auf Basis einer
virtuellen Bewertung der Temperaturhistorie im Herstellungsprozess abzuleiten. Zu diesem Zweck
ist es erforderlich, den realen Abkühlvorgang der Versuchskörper in der Simulation vorhersagen zu
können. Eine Berücksichtigung des Aufheizvorgangs ist hierfür nicht erforderlich und wird folglich
vernachlässigt. Der grundsätzliche Ablauf der thermischen Analyse ist für Prozessstufe 1 und 2














































































Abbildung 3.15: Ablaufschema der thermischen Analyse zur DeĄnition der Starttemperatur der
mechanischen Analyse
Aus dieser Darstellung wird ersichtlich, dass die Simulation der Temperaturhistorie nicht isoliert
zu betrachten ist. Sie wird ergänzt durch die thermoanalytische Werkstofanalyse in Abschnitt 4.2.1,
die eine experimentelle sowie analytische Beschreibung des Kristallisationsverhaltens des Laminat-
werkstofs umfasst. Durch das in Bezug setzen der jeweiligen Ergebnisse zueinander wird derjenige
Zeitpunkt ermittelt, für den mit einer ersten Ausprägung von thermischen Spannungen, respektive
Gestaltabweichungen, zu rechnen ist. Die Temperatur des Versuchskörpers zu diesem Zeitpunkt
wird als Starttemperatur der mechanischen Analyse festgelegt. Eine SpeziĄzierung des Vorgehens
zur DeĄnition dieser Starttemperatur ist Bestandteil von Abschnitt 4.4.1.
Die Abkühlsimulation unterteilt sich in Anlehnung an Abschnitt 3.2 in die Phasen Transfer,
Pressen, Entformung und Abkühlung des Versuchskörpers an Luft. Zu Beginn dieser Abfolge
wird vereinfacht von einer homogenen Temperaturverteilung innerhalb des Versuchskörpers und
der Aluminium-Transferbleche ausgegangen. Für die Temperaturverteilung innerhalb der Press-
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werkzeuge wird ein abweichendes Vorgehen gewählt, welches nachfolgend im Absatz ĎPressenŞ
erläutert wird. Die Transferbleche und Presswerkzeuge werden als Volumenkörper deĄniert, deren
Werkstofeigenschaften in beiden Prozessstufen als homogen und isotrop deĄniert werden. Unter
diesen Randbedingungen ergibt sich ein Problem instationärer Wärmeübertragung mit einer
Überlagerung von Konvektion, Konduktion und Strahlung.
Transfer
Während des Transfers eines Blech-Gelege-Stapels in das Presswerkzeug erfolgt eine Abkühlung
durch Konvektion und Wärmestrahlung. Zur Modellierung der konvektiven Abkühlung wird
bewegte Luft konstanter Temperatur als Umgebungsmedium angenommen. Wärmestrahlung wird
gemäß dem Stefan-Boltzmann-Gesetz berücksichtigt.
Pressen
Zur Simulation der Abkühlung des Versuchskörpers im Presszyklus werden dem Modell zunächst
die Instanzen des Presswerkzeugs hinzugefügt. Die Werkzeughälften erhalten in diesem Zuge
adiabate Randbedingungen an den seitlichen BegrenzungsĆächen. Entgegen dem Blech-Gelege-
Stapel, wird für die Werkzeughälften zu Beginn des Pressvorgangs jedoch eine inhomogene Tempe-
raturverteilung implementiert. Die Grundlage für die Modellierung dieser Temperaturverteilung
bilden die Einstellwerte der Temperiergeräte �Vorlauf , die Position der Temperierbohrungen des
Werkzeugs sowie die real gemessenen Temperaturen auf den KavitätsoberĆächen. Abbildung 3.16
illustriert die Querschnitte der Werkzeuge zusammen mit exemplarischen Temperaturverläufen,
die als Startzustand für die Simulation des Pressvorgangs errechnet wurden.
(a) Prozessstufe 1
Geringe thermische MasseHohe thermische Masse
(b) Prozessstufe 2
Abbildung 3.16: Berechneter Temperaturverlauf der Presswerkzeuge auf Basis der Vorlauftemperatur
�Vorlauf und WerkzeugoberĆächentemperatur �wzg
Die der Kavität abgewandten Systemgrenzen der Werkzeughälften entsprechen den Mittelebenen
der jeweiligen Temperierbohrungen. Letzere werden als Senken mit konstanter Temperatur �Vorlauf
deĄniert. Der Temperaturverlauf zwischen Systemgrenze und KavitätsoberĆäche ist in Prozessstufe 1
linear interpoliert. Für Prozessstufe 2 erfolgt die DeĄnition des Temperaturverlaufs im Werkzeug
als separate Berechnung des Gleichgewichtszustands, die der Abkühlsimulation vorgeschaltet ist.
Das Ergebnis dieser Berechnung wird anschließend als Temperaturfeld in die Abkühlsimulation der
Prozessstufe 2 eingebunden. Die Simulation des Abkühlvorgangs während des Presszyklus wird
letztlich durch einen thermischen Kontakt (Konduktion) zwischen Gelegelaminat, Transferblechen
und dem Presswerkzeug umgesetzt.
Entformung und Abkühlung des Versuchskörpers an Luft
Im Anschluss an den Presszyklus wird das Presswerkzeug aus dem Modell entfernt. Die daran
anschließende Simulation der Abkühlung des Blech-Gelege-Stapels an Luft berücksichtigt, wie auch
der Transfer, sowohl Konvektion als auch Wärmestrahlung. Dieser Zwischenschritt repräsentiert den
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Entnahmevorgang aus dem Presswerkzeug sowie die anschließende Entformung der Versuchskörper.
Im letzten Schritt der Abkühlsimulation werden die Transferbleche aus dem Modell entfernt und
es folgt die Abkühlung des Versuchskörpers auf Umgebungstemperatur. Die Randbedingungen
gestalten sich analog zur Abkühlung mit Transferblechen.
3.4.2 Modellierung der mechanischen Analyse
Die mechanische Analyse schließt sich an die thermische Analyse an. Sie berechnet die Gestalt-
abweichungen der Versuchskörper auf Basis der thermischen Dehnungen, die sich im Verlauf der
Abkühlung ausprägen. Diese Berechnung erfolgt lediglich anhand der Instanz des Versuchskör-
pers. Auf eine Modellierung des Pressvorgangs wird indes verzichtet, um der eingangs genannten
Zielsetzung eines vereinfachten Simulationsmodells Rechnung zu tragen. Mögliche EinĆüsse der
Flächenpressung und durch die Interaktion des Versuchskörpers mit den Transferblechen werden
durch dieses Vorgehen nicht abgebildet. Weiterführende Hintergründe und Erläuterungen zur
VeriĄzierung dieses Vorgehens folgen in den Abschnitten 4.1.3 und 4.4. Das Werkstofverhalten
der Versuchskörper wird dabei linear-elastisch deĄniert. Auf Grund dieser Randbedingung ergibt
sich eine pfadunabhängige Lösung für die zu berechnenden Gestaltabweichungen, wodurch die
Abkühlung innerhalb der mechanischen Analyse als linearer Temperaturschritt deĄniert werden
kann. Um die Entwicklung der Gestaltabweichungen und der thermischen Spannungen während der




In vorangehenden Kapitel 3 wurden zunächst die Versuchskörper und Ihre Herstellung detailliert
beschrieben. Daran anschließend folgten Erläuterungen zum methodische Vorgehen bei der Er-
mittlung dreidimensionaler Scandaten sowie der Modellierung der thermischen und mechanischen
Analyse in der Simulation. Im nun folgenden Kapitel 4 werden diese grundlegenden Ausführungen
im Hinblick auf die Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen und Simulationen erwei-
tert. In Abschnitt 4.1 werden zunächst die Prozessparameter für die allgemeine Verarbeitung
der Gelegehalbzeuge speziĄziert. Ergänzend wird ein zweistuĄger, statistischer Versuchsplan für
Versuchskörpervariante G1P3 vorgestellt, der eine Variation der Prozessgrößen Pressdruck � sowie
Werkzeugtemperatur � vorsieht. Zur VeriĄzierung der gewählten Prozessparameter und Herstel-
lungsrouten erfolgt in Abschnitt 4.1.2 eine Analyse des Wärmehaushalts der Versuchskörper über
die Prozessstufen 1 und 2 hinweg. Die Beobachtungen aus dem Verlauf der Versuchskörperherstel-
lung Ąnden dabei in Abschnitt 4.1.3 Eingang in einer Zusammenstellung von prozessinduzierten
EinĆuss- und Störgrößen. Die Untersuchungen zum Wärmehaushalt der Versuchskörper schafen
darüber hinaus die Bewertungsgrundlage für die anschließende mechanische und thermonalytische
Charakterisierung des eingesetzten Werkstofs in Abschnitt 4.2. Ein weiterer Kernaspekt dieses
Kapitels ist die umfangreiche Präsentation der Ergebnisse zur Analyse der Gestaltabweichungen
auf Basis dreidimensionaler Scandaten, Abschnitt 4.3, sowie des erstellten Simulationsmodells,
Abschnitt 4.4.
4.1 Untersuchungen zur zweistufigen Herstellung der Versuchskörper
Die Wahl der Prozessparameter spielt eine zentrale Rolle bei der Verarbeitung eines Kunststofs
und bestimmt maßgeblich dessen Morphologie und EigenschaftsproĄl im Ąnalen Produkt [30,
187]. Dieser Sachverhalt wurde für PPS in Abschnitt 2.2 umfassend erläutert. Auf Grund der
vielfältigen Zusammenhänge, ist auch von einer Interaktion zwischen Prozessparametern und
den Gestaltabweichungen der Versuchskörper auszugehen. Jüngere Untersuchungen verschiedener
Autoren bestätigen diese Annahme für endlosfaserverstärktes PPS, fokussieren jedoch glas- sowie
kohlenstoffaserverstärkte Gewebehalbzeuge [43, 46Ű48]. Gemäß dem Wissensstand des Autors
existiert keine vergleichbare Untersuchung im Hinblick auf die hier betrachteten Gelegelaminate
aus CF/PPS UD-Tapes. Diesem Sachverhalt Rechnung tragend wird im weiteren Verlauf von
Abschnitt 4.1.1 ein zweistuĄger, statistischer Versuchsplan vorgestellt, der eine Prozessparameter-
variation für die Versuchskörpervariante G1P3 beinhaltet.
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4.1.1 DeĄnition der Prozessparameter und Einführung des statistischen Versuchsplans
Für die Verarbeitung thermoplastischer Gelegelaminate existiert eine Vielzahl verschiedener Prozess-
größen, die auf einen deĄnierten Wert justiert werden können. Eine Variation all dieser Parameter
ist auf Grund ihrer Anzahl und zu erwartender Wechselwirkungen im Rahmen dieser Arbeit nicht
vorgesehen. Stattdessen wird im Folgenden erläutert welche Prozessgrößen als feste Werte deĄniert
und welche innerhalb eines statistischen Versuchsplans variiert werden. Die Prozessparameter sind
in Tabelle 4.1 zusammengefasst.
Tabelle 4.1: DeĄnition der Prozessparameter der Prozessstufen 1 und 2
Prozessparameter (Ąx) Prozessstufe 1 Prozessstufe 2
Verarbeitungstemperatur TV 305 340 ◇C
Heizzeit theiz 65 330 s
Transferzeit ttrans 7 16,5 s
Schließgeschwindigkeit vpress 5 5 mm/s
Presszeit tpress 60 60 s
Prozessparameter (variabel)
Pressdruck p (äquiv. F)
p1 1 (150) 1 (210) MPa (kN)
p2 3 (450) 3 (630)
p3 5 (750) 5 (1050)
Werkzeugtemperatur T





Beginnend mit der Erwärmung der Versuchskörper werden auf Basis von Herstellerangaben und
Erfahrungswerten des Autors die Vorheiztemperaturen �V, PS1 = 305 ◇C und �V, PS2 = 340 ◇C
gewählt. Diese Vorheiztemperaturen sind im Einklang mit der in Abschnitt 2.2.1 genannten
Literatur und so gewählt, dass für den Zeitpunkt des Druckaufbaus in der Presse eine vergleichbare
Umformtemperatur �U erzielt wird. Darüber hinaus wird die Anforderung erfüllt, dass �U oberhalb
der Kristallisationstemperatur der Matrix liegt, um eine Rekonsolidierung des Laminats im
Presszyklus zu ermöglichen [24]. Die zur Erreichung von �V erforderlichen Heizzeiten betragen
�heiz, PS1 = 65 s und �heiz, PS2 = 330 s. Für den im Anschluss an die Erwärmung folgenden Transfer
der erwärmten Laminate in die Presse sind im Mittel �trans, PS1 = 7 s und �trans, PS2 = 16,5 s
erforderlich. Die Schließkraft der hydraulischen Presse wird mit vpress = 5 mm/s aufgeprägt und
über die gesamte Haltezeit von �press = 60 s aufrecht gehalten.
Variation der Prozessparameter Pressdruck und Werkzeugtemperatur
Die verbleibenden Prozessgrößen Pressdruck � und Werkzeugtemperatur � sind für die sich ein-
stellende Kristallisation der thermoplastischen Matrix sowie für die Konsolidierungsgüte eines
Laminats wichtige Stellgrößen. In der Konsequenz wird auch eine BeeinĆussung der Gestaltab-
weichungen durch diese Prozessgrößen erwartet. Zum Nachweis dieser Annahme, werden dem
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Pressdruck als auch der Werkzeugtemperatur drei Faktorstufen zugewiesen (siehe Tabelle 4.1). Die
Variation der Prozessgrößen � und � erfolgt exemplarisch für die Versuchskörpervariante G1P3.
Alle weiteren Varianten werden mit den Prozessparametern p2T2 hergestellt.
Bei der Wahl geeigneter Presskraftniveaus wurde das minimale Kraftniveau der eingesetzten
hydraulischen Presse veranlagt. Von diesem Kraftniveau ausgehend, und in Kombination mit der
BelegĆäche des genutzten Presswerkzeugs, ergibt sich als untere Faktorstufe für den Pressdruck
eine Flächenpressung von �1 = 1 MPa. Dieser Wert bildet, auch im Hinblick auf die Arbeiten
anderer Autoren, eine sinnvolle untere Schranke. Die Kraftniveaus der beiden weiteren Faktorstufen
betragen �2 = 3 MPa sowie �3 = 5 MPa.
Die Wahl der Werkzeugtemperatur bestimmt maßgeblich die Abkühlrate der Versuchskörper
während des Pressvorgangs. Wie sich eine solche Variation der Kühlrate auf die Morphologie und die
mechanischen Eigenschaften von PPS auswirkt wurde in Abschnitt 2.2.2 erläutert. In Abschnitt 4.2.1
folgt der experimentelle Nachweis mit Bezug zu dieser Arbeit. Die Werkzeugtemperatur �1
entspricht dabei einer Prozessführung, die einen deutlich reduzierten Kristallisationsgrad des
PPS erzwingt. �2 repräsentiert die allgemeinen Verarbeitungsempfehlungen des Herstellers und
für �3 ist ein Maß der Kristallisation zu erwarten, welches keine Nachkristallisation in einem
nachgeschalteten Tempervorgang erwarten lässt. Punktuell werden die Arbeiten durch � 0 = 25 ◇C
ergänzt. Durch das erzwungene Abschrecken des Materials auf diese Temperatur unterhalb der
Glasübergangstemperatur, ist ein weitestgehend amorpher Zustand des PPS im Laminat zu
erwarten. Die Motivation dieser Untersuchung ist, den Zeitpunkt des Kristallisationsstarts während
der Abkühlung zu ermitteln und das Werkstof- und Verzugsverhalten unabhängig von kristallinen
Anteilen beurteilen zu können.
Innerhalb von Prozessstufe 1 erfolgt die Variation der Faktoren � und � als vollfaktorieller
Versuchsplan mit je drei Stufen. Für jede der resultierenden neun Faktorkombinationen stehen
fünf Versuchskörper für die Untersuchung der Gestaltabweichungen zur Verfügung. Auf Grund der
Tatsache, dass die Verarbeitung der Versuchskörper in PS1 und PS2 nicht unabhängig voneinander
betrachtet werden kann, müssen sämtliche Faktorkombinationen aus PS1 als Verarbeitungshistorie
in PS2 berücksichtigt werden. Für den Versuchsplan von Prozessstufe 2 werden somit die Prozess-
stufen PS1 und PS2 selbst als Faktoren mit jeweils neun Stufen deĄniert. Jede dieser Faktorstufen
in PS2 entspricht einer der Faktorkombinationen aus dem vollfaktoriellen Versuchsplan von PS1.
Ein weiterer vollfaktorieller Versuchsplan für PS2 würde somit in 92 = 81 Faktorkombinationen
münden1. Zur Reduzierung dieser Vielfalt wird stattdessen ein linearer, D-Optimaler Versuchsplan
mit vier Mittelpunkts-Wiederholungen umgesetzt. Eine detaillierte AuĆistung der Einzelversuche
Ąndet sich im Anhang B.1. Zur eindeutigen IdentiĄzierung der Versuchskörper sind diese mit der
nachfolgenden Nomenklatur benannt:
G1P3 - p2T1 - p3T2
Kombination aus Grundplatte und Patch
Kombination der Prozessparameter p und T
PS1 PS2
1 p1T1-p1T1, p1T1-p1T2, etc.
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4.1.2 Analyse des Wärmehaushalts bei der Verarbeitung
Die Temperaturführung ist ein wichtiger Bestandteil der Verarbeitung thermoplastischer Halbzeuge
und erfordert besonderes Augenmerk. Demzufolge wird in den nachfolgenden Abschnitten analysiert,
welche Temperaturverläufe sich bei der Verarbeitung der Versuchskörper in deren Inneren ausbilden.
Diese Untersuchungen dienen zum einen der Absicherung der Experimente im Hinblick auf die
Reproduzierbarkeit der Abläufe. Zum anderen liefert die Temperaturhistorie die Grundlage zur
Korrelation des Prozesses mit thermoanalytischen Charakterisierungsmethoden. Beide Punkte
sind essentiell für die Bewertung der resultierenden Gestaltabweichungen.
Die Prozessabläufe wurden in Abschnitt 3.2 ausführlich erläutert. Zudem lassen sich die Ver-
suchskörper gemäß Abschnitt 3.1.2 in zwei Bereiche mit einer 8- respektive 16-lagigen Wandstärke
einteilen. Diese Rahmendaten bilden die Grundlage für die nachfolgend beschriebenen Untersu-
chungen. Mit einem Fokus auf der Abkühlung von Verarbeitungstemperatur �V bis Entformung-
stemperatur �entf , werden drei Experimente durchgeführt. Dabei werden zur Bestimmung des
Temperaturverlaufs sechs bis acht Typ-K Thermoelemente über die Wandstärke verteilt in die
Gelege eingebracht. Ihre Positionen sind in Abbildung 4.1 dargestellt.
1. Konsolidierung eines Geleges mit 400 × 400 mm2 GrundĆäche und einem (02 , 904 , 02)� Lagen-
aufbau bei Werkzeugtemperatur � 2. Dies entspricht dem 16-lagigen Bereich eines G1P1 Ver-
suchskörpers. Die Bewertung erfolgt anhand von vier Wiederholungen.
2. Konsolidierung eines Geleges mit 400 × 400 mm2 GrundĆäche und einem G1 Lagenaufbau
bei �2. Die Bewertung erfolgt anhand von vier Wiederholungen.
3. Verarbeitung eines G1P3 Versuchskörpers bei den Werkzeugtemperaturen �0 bis �3. Die

































Abbildung 4.1: Positionen der Thermoelemente innerhalb der Gelege für die Versuche 1 bis 3 (v.l.n.r)
Prozessstufe 1 - Konsolidierung der Gelege
Abgeleitet aus Versuch 3 zeigt Abbildung 4.2 einen repräsentativen Vergleich der Temperaturver-
läufe mit den Werkzeugtemperaturen �0 sowie �2. Die Kurven der Thermoelemente TE1 und
TE6 sind darin hervorgehoben und entsprechen der Rand- und Kernschicht des Laminats. Der
zu Grunde liegende G1P3 Versuchskörper, der mit �2 verarbeitet wurde, zeigt eine sehr gute
Übereinstimmung mit den Ergebnissen aus den Versuchen 1 und 2. Die Messwerte liegen innerhalb
des Streubereichs der jeweiligen Wiederholungsmessungen, deren Variationskoeizienten unter 4 %
liegen.
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Abbildung 4.2: Vergleich der Temperaturverläufe bei der Konsolidierung eines PS1 Versuchskörpers
mit �0 und �2
Aus der Analyse der Versuche 1 bis 3 wird ersichtlich, dass �V nach der Aufheizung im Mittel
bei 308,7 ◇C liegt. Die Diferenz zwischen heißester und kältester Messstelle beträgt etwa 5 ◇C.
Anschließend startet der Transfer von der Kontaktvorheizstation in das Presswerkzeug, in dessen
Verlauf eine Temperaturabsenkung der Gelege von durchschnittlich 3,4 ◇C gemessen wird1. Die
mittlere Abkühlrate während des Transfers ist 12,2 K/min für Versuch 1 und 21,5 K/min für
Versuch 2. Diese geringe Abkühlung während des Transfers wird durch die beidseitige Abschirmung
der Gelege durch die Transferbleche begünstigt. Mit dem Kontakt zwischen Presswerkzeug und
Blech-Gelege-Stapel beginnt die Abkühlung der Gelege durch Wärmeleitung. Bedingt durch die
hohe Wärmeleitfähigkeit der Kohlenstoffasern und die aufgeprägte Flächenpressung, stellt sich
während des Konsolidierungsvorgangs eine rapide Wärmeabfuhr in Laminat-Dickenrichtung ein.
Mittels Interpolation der Messpunkte und anschließender Bestimmung der Flankensteigung werden
Abkühlraten von bis zu 5960 K/min in den Randschichten 8-lagiger Laminate ermittelt. Bedingt
durch die erhöhte thermische Masse, reduziert sich diese maximale Abkühlrate für 16-lagige
Laminate auf 2480 K/min. Im weiteren Verlauf reduziert sich die Abkühlrate durch den geringer
werdenden Temperaturgradienten zwischen Laminat und WerkzeugoberĆäche. Bereits nach etwa
2 s fällt sie auf unter 1000 K/min. Die gemessenen, homogenen Temperaturen der Laminate nach
Ablauf der 60 sekündigen Presszeit belaufen sich im Mittel auf 154 ◇C. Für die Verarbeitung mit
�0 wird erwartungsgemäß eine nochmals gesteigerte Abkühlrate zu Beginn des Pressvorgangs
erreicht. Sie beträgt bis zu 8720 K/min. Die Werkzeugtemperatur wird in diesem Fall kurzfristig
um 12 ◇C angehoben, wodurch sich eine Entformungstemperatur von 36 ◇C ergibt.
Prozessstufe 2 - Herstellung der WinkelproĄle
Zwei Punkte der PS2-Versuchskörperherstellung unterscheiden sich signiĄkant im Hinblick auf die
Temperaturführung in Prozessstufe 1. Zum einen ist dies, dass keine Thermoelemente zur Kontrolle
der erreichten Vorheiztemperatur genutzt werden konnten. Zum anderen werden die Laminate
lediglich an ihrer Unterseite durch ein Transferblech abgeschirmt (Winkelinnenseite). Sie erleiden
dem entsprechend eine verstärkte Wärmeabfuhr an der LaminatoberĆäche, die dem Transferblech
abgewandt ist (Winkelaußenseite). Unter diesen Gesichtspunkten ist eine ergänzende Betrachtung
des Zyklus in PS2 erforderlich, um eine reproduzierbare Verarbeitung gewährleisten zu können.
1 Dieser Wert entspricht einer konservativen Abschätzung, da auf Grund der erschwerten Handhabung der
Thermoelementschleppe Transferzeiten von bis zu 22 s erforderlich waren.
56 4 Versuchsdurchführung und -ergebnisse
Auf Basis umfangreicher Voruntersuchungen wurde ermittelt, dass für einen Stellwert des
Umluftofens von 350 ◇C und eine Heizzeit von �heiz,PS2 = 330 s reproduzierbar die gewünschte
Vorheiztemperatur �V, PS2 = 340 ◇C erreicht wird. Anschließend wurden Verarbeitungszyklen mit
G1P3 Versuchskörpern bei den Werkzeugtemperaturen �1 bis �3 aufgezeichnet (Versuch 3), um
das Vorgehen zu validieren. Die Reproduzierbarkeit der Zyklen wird anhand von Abbildung 4.3 il-
lustriert. Die Kurve zeigt einen Temperaturverlauf des Ofeninnenraums, der parallel zur Herstellung
von PS2 Versuchskörpern aufgezeichnet wurde.





















    Ofeninnenraum
Abbildung 4.3: Temperaturverlauf im Ofeninnenraum während der Herstellung einer Serie von
PS2 Versuchskörpern
In Abbildung 4.4 sind die Temperaturverläufe der Prozessstufe 2 zusammengefasst. Sie zeigen für
die Transferphase deutliche Unterschiede zu Prozessstufe 1. Die Verarbeitungstemperatur pendelt
sich, wie gewünscht, auf einem Niveau von circa 340 ◇C ein. Die gemessene Temperaturdiferenz
innerhalb eines Laminats beträgt vergleichbar zu PS1 etwa 4,5 ◇C. Konträr zu PS1 erleidet
das erwärmte Laminat beim Transfer zwischen Umluftofen und Presswerkzeug jedoch einen
deutlich erhöhten Temperaturabfall. Bei einer Abkühlrate von bis zu 295 K/min ergibt sich an
der Winkelaußenseite ein Abkühlung von 40 bis 70 ◇C. Auch an der Winkelinnenseite erfährt der
Versuchskörper einen Temperaturabfall von 25 ◇C, bei einer Abkühlrate von etwa 130 K/min.

























Abbildung 4.4: Vergleich der Temperaturverläufe in PS 2 für die Werkzeugtemperaturen �1, �2
und �3; für jeden Versuch wird das Thermoelement mit maximaler und minimaler
Temperatur dargestellt
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Die Temperaturdiferenz zwischen Winkelinnenseite und -außenseite beträgt zum Zeitpunkt der
Umformung im Mittel 34,5 ◇C. Unter der Annahme einer linearen Temperaturverteilung über den
Versuchskörperquerschnitt, resultiert dies in einer zu PS1 vergleichbaren Starttemperatur der
Pressphase. Die maximalen Abkühlraten zu Beginn des Pressvorgangs sind bei �2 vergleichbar
zu PS1, jedoch mit einer messbaren Diferenz zwischen Winkelinnenseite und -außenseite von bis
zu 1000 K/min. Für Werkzeugtemperatur �1 und �3 stellen sich erwartungsgemäß höhere (�1)
beziehungsweise geringere (�3) maximale Abkühlraten ein. Am Ende der Kühlzeit beträgt die
Temperaturdiferenz im Laminat lediglich 3 ◇C.
Prozessstufe 1 und 2 - Abkühlung nach der Entformung
Nach dem Ende der Kühlzeit erfolgt die Entnahme der Transferbleche und Versuchskörper aus
dem Presswerkzeug. Im Anschluss an die darauf folgende Entformung, werden die Versuchskörper
an Luft bis auf Raumtemperatur abgekühlt. Die maximalen, oberĆächennahen Abkühlraten
nach der Entformung betragen etwa 60 K/min (�1), 110 K/min (�2) und 170 K/min (�3). Das
Abkühlverhalten an Luft wird in Abbildung 4.5 anhand der Thermoelemente TE1 und TE6 für
die Messungen der Prozessstufe 2 dargestellt.

























Abbildung 4.5: Abkühlung der Versuchskörper an Luft, dargestellt für die Entformungstemperaturen
von �1 bis �3
Temperaturgradienten im Inneren des Versuchskörpers
Trotz der rapiden Abkühlung der Versuchskörper, unterliegt die Wärmeleitung einer Trägheit und
resultiert in einer Temperaturdiferenz zwischen Kern- und Deckschichten der Versuchskörper.
Abbildung 4.6 zeigt diesen Efekt exemplarisch für die Versuche 1 und 2. Die Position eines Thermo-
elements korrespondiert darin mit Abbildung 4.1 und wird über der Temperatur aufgetragen. Durch
das extrahieren der Temperaturwerte der Thermoelemente zu verschiedenen Zeitpunkten, ergibt
sich ein Abbild der Temperaturverteilung über den Plattenquerschnitt. Diese Ergebnisse lassen
sich auf die jeweiligen Segmente der Versuchskörper mit gleichwertiger Wandstärke übertragen.
Aus den Kurvenverläufen wird ersichtlich, dass sich für ein 16-lagiges Laminat, bei Werkzeugtem-
peratur � 2, eine initiale Temperaturdiferenz von etwa ��2s = 80 ◇C im Moment des Erstkontakts
mit der WerkzeugoberĆäche einstellt. Bereits nach weiteren 3 s gleichen sich die Temperaturen
auf etwa ��5s = 38 ◇C an. Nach 10 s beträgt die Temperaturdiferenz über den Querschnitt noch
circa 7 ◇C und verharrt anschließend bei einer annähernd konstanten Temperaturdiferenz von
etwa ��>10s = 5 ◇C. Für das 8-lagige Laminat aus Versuch 2 wird im Moment des Werkzeug-
kontakts eine Temperaturdiferenz von bis zu ��2s = 90 ◇C ermittelt. Auf Grund der geringeren
thermischen Masse der Laminate in Versuch 2 gleicht sich die Temperatur jedoch bereits nach
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Abbildung 4.6: Temperaturverteilung über den Plattenquerschnitt eines Laminats bei der Verarbei-
tung mit Werkzeugtemperatur �2; jede der Kurven repräsentiert einen Zeitpunkt �
während des Abkühlvorgangs
weiteren 2 s auf ��4s = 10 ◇C an. Wie schon für Versuch 1, so stellt sich auch für Versuch 2 eine
Temperaturdiferenz von ��>10s = 5 ◇C ein.
Die Messungen zeigen, dass eine einseitig beschleunigte Abkühlung der Laminate, trotz der
Blechfedern aus Abbildung 3.6, nicht vollständig zu vermeiden ist. Sobald die Verdrängung der
Blechfedern durch die obere Werkzeughälfte abgeschlossen ist, weist der Blech-Gelege-Stapel für
einen Sekundenbruchteil lediglich Kontakt mit der unteren Werkzeugkavität auf. Bereits diese
kurze Zeitspanne ist ausreichend, dass sich eine asymmetrische Abkühlung von Laminatunterseite
und -oberseite einstellt. Diese Ergebnisse unterstreichen die Bedeutung der implementierten
Werkzeugfunktionen, die es erlauben, die Dauer des einseitigen Werkzeugkontakts zu minimieren.
Zusammenfassung
In den vorangehenden Abschnitten wurde der Wärmehaushalt der Versuchskörper im Verlauf der
Prozessstufen 1 und 2 detailliert vorgestellt. Neben einem Nachweis der Reproduzierbarkeit der
Prozessführung konnte gezeigt werden, dass durch die Verarbeitungstemperaturen in PS1 und PS2
vergleichbare Temperaturen beim Start des Pressvorgangs erzielt werden. In den ersten Sekunden
der Abkühlung im Werkzeug werden, abhängig von der Werkzeugtemperatur, Abkühlraten von
1900 K/min bis 5960 K/min1 gemessen. Dieser Aspekt wird im weiteren Verlauf von Abschnitt 4.2.3
mit Blick auf das resultierende Kristallisationsverhalten des PPS analysiert. Darüber hinaus
wurde nachgewiesen, dass sich der Temperaturgradient über die Wandstärke bereits nach 10 s auf
��>10s = 5 ◇C absenkt.
4.1.3 IdentiĄzieren und quantiĄzieren prozessbedingter EinĆuss- und Störgrößen
Im Verlauf der Versuchskörperherstellung konnten verschiedene EinĆüsse identiĄziert werden,
durch die mit einer BeeinĆussung des Gestaltabweichungen zu rechnen ist. Diese decken sich dabei
weitestgehend mit den in Abschnitt 2.3.3 beschriebenen EinĆussgrößen aus Veröfentlichungen
anderer Autoren. Sie werden in diesem Abschnitt mit Bezug zu dieser Arbeit näher erläutert.
1 Im Sonderfall für T 0 gar bis zu 8720 K/min
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Ausprägung der Gestaltabweichungen nach der Entformung
Eine zentrale Beobachtung während der Versuchskörperherstellung betrift die Ausprägung von
Gestaltabweichungen im direkten Anschluss an die Entformung. Entgegen erster Annahmen, sind
die Versuchskörper zu diesem Zeitpunkt subjektiv frei von Verformungen. Diese qualitative Aussage
wurde im Verlauf der Versuchskörperherstellung durch Videoaufnahmen dokumentiert und ist in
Abbildung 4.7 dargestellt.
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Abbildung 4.7: Zeitlicher Verlauf der Gestaltänderung im Anschluss an die Entformung
Prozessstufe 1: G1P3; Prozessstufe 2: G2P5
Ein solcher, deformationsfreier Zustand nach der Entformung erfordert jedoch, dass das Laminat
weitestgehend spannungsfrei vorliegt. Andernfalls müsste sich nach der Entlastung des Pressdruck
eine sprunghafte Verformung der Versuchskörper ausprägen. Ein solcher Efekt wird jedoch nicht
beobachtet. Es wird an dieser Stelle die These formuliert, dass der Formzwang während der
Pressphase, in Kombination mit Werkzeugtemperaturen oberhalb der Glasübergangstemperatur,
zu einer unmittelbaren Relaxation eines Großteils der thermischer Spannungen führt. In der Folge
sind Versuchskörper im direkten Anschluss an die Entformung in Näherung frei von Deformationen.
Eine weitere Auseinandersetzung mit dieser These folgt in Abschnitt 5.1.1.
QuetschĆuss und resultierende Variation der Bauteildicke
Zu Beginn des Pressvorgangs in Prozessstufe 1 und 2 beĄndet sich die thermoplastische Matrix
der Versuchskörper in einem strukturviskosen, schmelzeförmigen Zustand. Durch den Kontakt
des Laminats mit den starren WerkzeugoberĆächen und die Aufprägung des Pressdrucks, wird
eine Verdrängung des faserverstärkten Thermoplasts in der Laminatebene erzwungen. Derartiger
QuetschĆuss1 wird in der vorliegenden Arbeit für alle hergestellten Versuchskörper beobachtet. Er
kann als Impuls auf die Verstärkungsfasern in Folge eines strömenden, inkompressiblen und viskosen
Fluids aufgefasst werden. Nach Mayer [188] ist für Faservolumengehalte �f < 0,6 in Näherung eine
1 engl.: squeeze-Ćow
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Dies entspricht einem parabolischen Druckverlauf � , für ein Laminat der Breite �, wobei die Größe
�yy der Permeabilität senkrecht zur Faserorientierung entspricht. Aus diesen Zusammenhängen
ist ersichtlich, dass sich das Fließen des Werkstofs, bei ausreichend hohem Druckgefälle, bis
zur Erstarrung der Matrix fortsetzt. Bedingt durch die interlaminaren Scherkräfte, wird der
QuetschĆuss nebeneinander liegender, ungleich orientierter UD-Einzelschichten gemindert. In der
Folge ist eine Abhängigkeit vom gewählten Lagenaufbau zu erwarten. Abbildung 4.8 bestätigt diese
Annahme anhand der unterschiedlichen Gratbildung einer G1 und G2 Grundplatte sowie eines
Laminats mit (0,90, ∘ 45)s Lagenaufbau. Für G1 und G2 dominiert wie erwartet der QuetschĆuss
senkrecht zur Faserorientierung der Kernschichten. Dementsprechend ist eine ungleichmäßige
Gratbildung an der kurzen und langen Bauteilkante zu verzeichnen. Die ∘45° orientierten Fasern




Abbildung 4.8: Variierende Gratbildung an Grundplatten von PS1 Versuchskörpern durch Quetsch-
Ćuss der Kernschichten
Trotz des unterschiedlichen Erscheinungsbildes der Grate für G1 und G2, beträgt der Variati-
onskoeizient der mittleren Wandstärke lediglich 3,65 % (PS1) und 3,78 % (PS2). Die zugehörigen
Mittelwerte ergeben sich zu �̄G, PS1 = 1,03 mm sowie �̄G, PS2 = 1,02 mm. Eine ganzheitliche Gegen-
überstellung der Wandstärken für G1 und G2 Grundplatten mit und ohne Patch Ąndet sich in
Tabelle 4.2. Die Bewertung der Wandstärke erfolgte anhand der in Abbildung 4.9 dargestellten
Messpunkte, die mit einem digitalen Dickentaster2 aufgenommen wurden. Um die Vergleichbar-
keit der Messwerte sicherzustellen, werden lediglich Versuchskörper berücksichtigt, die mit den
Prozessparametern p2T2 verarbeitet wurden.
Aus dieser Übersicht wird ersichtlich, dass für PS1 die Variation der Wandstärke im Bereich der
Messungenauigkeit des Messmittels liegt. Für PS2 ist eine geringfügige, jedoch nicht signiĄkante
Abnahme der mittleren Wandstärke gegenüber PS1 zu verzeichnen. Folglich ist die Schlussfolgerung
zulässig, dass für p2T2 keine signiĄkante Abhängigkeit der Grundplattenwandstärke von der
LaminatkonĄguration besteht.
1 Hier mit der y-Koordinate bezeichnet.
2 Kroeplin C450










Oberseite: s1 bis s3
Unterseite: s4 bis s6
Abbildung 4.9: Messstellen der Laminatdicke bei Versuchskörpern in PS1 und PS2, sowie deren
Segmentierung
Tabelle 4.2: Vergleich der Wandstärken �� von G1 und G2 Grundplatten mit und ohne Patch
tG in mm à in mm à / tG in % Anzahl Platten
Prozessstufe 1a
G1, G2 1,03 0,04 3,65 46
G1P1 ... G1P7 und
G2P1 ... G2P7 1,02 0,04 3,39 118
Prozessstufe 2b
G1, G2 1,02 0,04 3,78 21
G1P1 ... G1P7 und
G2P1 ... G2P7 1,01 0,03 2,97 84
Prozessparameter: a p2T2; b p2T2-p2T2
Anhand des in Abschnitt 4.1.1 eingeführten Versuchsplans wird zudem untersucht, ob ein
signiĄkanter EinĆuss der Prozessparameterkombination auf die Ausprägung des QuetschĆusses
bei G1P3 Versuchskörpern nachgewiesen werden kann. Zielgrößen dieser Untersuchung sind die
Laminatdicken im Bereich der Grundplatte (�G) und des Patches (�GP). Es gelten die Messstellen
aus Abbildung 4.9.
Tabelle 4.3: Vergleich der Wandstärken von G1P3 Versuchskörperen, die als Teil des statistischen
Versuchsplans ermittelt wurden (76 Platten ausgewertet)
G1P3 Versuchsplan t in mm à in mm à / t in %
Prozessstufe 1
tG 1,05 0,038 3,57
tGP 2,08 0,062 2,99
Prozessstufe 2
tG 1,04 0,03 3,10
tGP 2,01 0,049 2,42
Wie aus dem Konturdiagramm in Abbildung 4.10 hervorgeht, kann in Prozessstufe 1 sowohl für
�G als auch für �GP ein EinĆuss der Prozessparameter � und � identiĄziert werden. Gemäß der
Erwartung, werden für p1T1 die höchsten Wandstärken erzielt. Dies entspricht einem geringeren
Maß der Kompaktierung des Laminats bei der Konsolidierung, und kann unmittelbar mit einem
reduzierten QuetschĆuss des Materials in Verbindung gesetzt werden. Sowohl für den Pressdruck,
als auch bei der Werkzeugtemperatur, kann durch eine Erhöhung der Faktorstufe eine Reduzierung
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der Wandstärken erreicht werden. Aufällig ist, dass der Pressdruck � für �G einen größeren EinĆuss
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Abbildung 4.10: Konturdiagramme der Prozessstufe 1: Wandstärke �G und �GP in Abhängigkeit des
Pressdrucks � und der Werkzeugtemperatur �
Diese Tatsache beruht auf der schnellen Abkühlung der Grundplatte, wodurch der initial
aufgeprägte Pressdruck den QuetschĆuss bis zum Erstarren der Matrix dominiert. Gleichzeitig
ist für �GP ein näherungsweise gleichwertiger EinĆuss der Faktoren � und � zu erkennen. Dieser
Sachverhalt ist mit der Tolerierung der Nut in den Transferblechen zu begründen. Während für G
die reine Kompaktierung des Laminats den QuetschĆuss dominiert, kann durch ein Untermaß der
Nut auch bei geringen Pressdrücken ein zusätzlicher QuetschĆuss im Bereich von GP erzwungen
werden. Dieser Efekt ist exemplarisch in Abbildung 4.11 dargestellt. Dort ist der EinĆuss eines
Über- und Untermaßes der Nut auf den QuetschĆuss illustriert. Er erklärt zudem die geringere
Modellgüte für �GP im Vergleich zu �G1. Ein signiĄkanter Interaktionsefekt der Prozessparameter
� und � kann weder für �G noch für �GP ermittelt werden.
Abbildung 4.11: EinĆuss der Toleranz von Nuttiefe und Patchdicke auf den sich einstellenden Quetsch-
Ćuss eines G1P3 Versuchskörpers; rot hervorgehoben ist der jeweilige Toleranzspalt,
der sich für eine Übermaß (links) respektive Untermaß (rechts) der Nut einstellt
Bei analoger Betrachtung von PS2 ist es nicht möglich, vergleichbare Tendenzen für �G und
�GP zu ermitteln. Eine weitere Kompaktierung der Laminate kann auf Basis der Messwerte nicht
bestätigt werden. Die Änderungen der Mittelwerte bewegen sich im Bereich der Streuungen. Diese
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Feststellung wird durch die optische Bewertung der PS2-Versuchskörper gestützt, für die eine
geringere Gratbildung als nach PS1 zu beobachten ist.
Wie in den vorangehenden Paragraphen gezeigt werden konnte, ist die eingangs genannte
Gratbildung durch QuetschĆuss ein Maß für die Kompaktierung der Laminate während der Verar-
beitung. Die vorgestellten Beobachtungen im Kontext dieser Ergebnisse für PS1 und PS2 sind
dabei im Einklang mit den eingangs aufgezeigten Zusammenhänge nach Mayer und Gutowski.
Gleichzeitig resultiert die Gratbildung jedoch in einer Randversteifung der Versuchskörper. Eine
solche Randversteifung wirkt einer freien Verformung entgegen. Diesem Aspekt ist bei der Auswer-
tung der Scandaten in Abschnitt 4.3.4 besondere Aufmerksamkeit zu widmen. An dieser Stelle
wird jedoch bereits die These formuliert, dass ein erhöhtes Maß an QuetschĆuss zu reduzierten
Gestaltabweichungen der Versuchskörper, bei gleichzeitig erhöhter Streuung, führt.
Faserdislokationen und Faserwelligkeit
Faserorientierungsfehler wurden in Abschnitt 2.3 als wichtiger EinĆussfaktor auf die sich aus-
prägenden Gestaltabweichungen endlosfaserverstärkter Kunststofe identiĄziert. Diese Art der
Störgröße tritt auch bei den hergestellten Versuchskörpern in Erscheinung. Im Rahmen dieser
Arbeit erfolgt jedoch eine Beschränkung auf einer phänomenologischen Charakterisierung. Dies
ist erforderlich, um im weiteren Verlauf der Arbeit einen möglichen EinĆuss auf die gemessenen
geometrischen Abweichungen bewerten zu können. Bei der Herstellung der Versuchskörper in PS1
und PS2 konnten drei Arten der Faserdislokation identiĄziert werden.
• Der erste Fertigungsfehler betrift die Ausrichtung des Patches P relativ zur Grundplatte G,
wie er in Abbildung 4.12 schematisch gezeigt ist. Wie in Abschnitt 3.2.2 erläutert wurde,
werden die Patches manuell mit Punktschweißungen auf den Grundplatten Ąxiert. Trotz der
Prüfung der Ausrichtung, ist eine Schiefstellung oder außermittige Positionierung des Patches
nicht vollständig auszuschließen. Unter der Annahme, dass bei einer Prüfung maximale
Abweichungen von s = 1,0 mm unentdeckt bleiben, ist jedoch lediglich von einer maximalen
Schiefstellung des Patches von tan⊗1 (s/L) = 0,15° auszugehen. Eine stärkere Schiefstellung
kann auf Basis der durchgeführten Qualitätskontrollen ausgeschlossen werden.
s
L
Abbildung 4.12: Schematische Darstellung einer Schiefstellung des Patch P auf der Grundplatte G,
bedingt durch eine fehlerhafte Positionierung
• Des Weiteren besteht das Risiko, dass der Patch eines Versuchskörper bei der Verarbeitung
nicht vollständig in den Nuten der Transferbleche zum Liegen kommt. Dieser Aspekt ist auf
die erforderliche enge Tolerierung von Nut- zu Patchbreite zurückzuführen. Kommt es zu
einem Quetschen des Patches, ist eine starke Störung der Laminatstruktur im Bereich der
Patchränder die Folge. Die Entstehung derartiger Fehlstellen wird vermehrt bei Prozessstufe 2
beobachtet. Ursache hierfür ist das genutzte Konzept der gravitationsinduzierten Umformung
während des Aufheizvorgangs. Bedingt durch die Luftströmung im Inneren des Ofens ist nicht
immer ein perfektes Abklappen der Laminate realisierbar. Entsprechende Versuchskörper
werden im Zuge der Scandatenauswertung gegebenenfalls als Ausreißer identiĄziert und nicht
in die Bewertung aufgenommen.
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• Ist ein Patch vollständig in der Nut eines Transferblechs positioniert, ergeben sich Toleranz-
spalte an den Patchrändern. Bei der Aufprägung der Presskraft werden diese Toleranzspalte
durch QuetschĆuss mit Material gefüllt. Abbildung 4.13 bestätigt in diesem Zusammenhang,
dass das Material vorrangig quer zur Faserorientierung verdrängt wird (siehe G1P2). Eine
Separation von Faser und Matrix lässt sich in diesem Fall nicht erkennen. Anhand von G2P6
zeigt sich, dass keine vergleichbare Fließfähigkeit des Patchmaterials in Faserlängsrichtung
vorliegt. Aus diesem Umstand resultiert die erkennbare Separation von Fasern und Matrix
sowie eine unvollständige Füllung des Toleranzspalts. In beiden Fällen liegt eine lokale








Abbildung 4.13: Vergleich eines durch QuetschĆuss gefüllten Toleranzspalts zwischen Patchrand und
Transferblechnut; Links G1P2, Rechts G2P6
Für die Formgebung in Prozessstufe 2 ist es erforderlich, dass sich das Laminat bei Verarbeitung-
stemperatur eigenständig an den 90° Winkel des Transferblechs anschmiegt. Da dieser Vorgang ohne
Einwirkung von Spann- oder Haltekräften abläuft, kann es im Bereich des Radius zu einem Beulen
der Fasern in Winkellängsrichtung kommen. Dieses Beulen tritt im erstarrten Versuchskörper als
Faserondulation/-welligkeit in der Laminatebene1 zu Tage. Wie unter anderem die Arbeit von
Sachs [143] bestätigt, ist dieses Phänomen bedingt durch die am Winkelinnenradius entstehenden
Druckkräfte beim Erschlafen des Laminats. Durch die fehlende Stützwirkung der Matrix, resultiert
das Abklappen des biegeschlafen Halbzeugs in einem Ausknicken der Kohlenstoffasern. Die
Begutachtung der Versuchskörper bestätigt diese Feststellung. Wie Abbildung 4.14 zeigt, wird
eine Faserondulation jedoch lediglich am Winkelinnenradius beobachtet und dort insbesondere im
Bereich der P3 Patches. Am Winkelaußenradius und in den ebenen Bereichen der Versuchskörper
wird Faserwelligkeit indes lediglich in sehr geringem Ausmaß beobachtet. Zu einem überwiegenden
Anteil liegen die Fasern der Deckschichten gestreckt vor. Mögliche Gründe hierfür sind ein zu
rapides Erstarren der Deckschichten und eine geringe Relativbewegung von Versuchskörper und
Transferblechen/WerkzeugoberĆächen. Letzteres wird auch durch Kugler et al. [191] bestätigt, die
in ihren Analysen den EinĆuss unterschiedlicher Prozessparameter auf Basis von dünnwandigen
Laminaten aus kohlenstoffaserverstärktem Polysulfon untersuchten.
Bildung von intralaminaren Zwischenfaserbrüchen
Im Verlauf der Versuchskörperherstellung wurde für nahezu alle LaminatkonĄgurationen die
Bildung von transversalen, intralaminaren Zwischenfaserbrüchen beobachtet2. Der Zeitpunkt der
1 engl.: Ąber-waviness
2 Im weiteren Textverlauf wird vereinfacht der Begrif ĎRissbildungŞ synonym für dieses Phänomen verwendet.







Abbildung 4.14: Vergleich des Faserbeulens zwischen Innen- und Außenradius eines G1P3 Versuchs-
körpers der Prozessstufe 2
Rissentstehung kann dabei nicht zweifelsfrei eingeordnet werden. Auf Basis der Beobachtungen ist
jedoch festzuhalten, dass für einige LaminatkonĄgurationen (u.a. G2P6) eine Rissbildung bereits
direkt nach der Entformung zu erkennen ist. Für andere Varianten (u.a. G1P3) ist die Rissbildung
erst im zeitlichen Verlauf der Lagerung zu beobachten. Entsprechend Abbildung 4.15 kann das
Erscheinungsbild der Risse, das abhängig von der Position auf dem Versuchskörper ist, in zwei
Gruppen eingeteilt werden1. Diese sind:
• Risstyp 1: Feine Risse, mit sehr regelmäßigem Rissabstand
→Im gesamten Versuchskörper vorzuĄnden (Segmente s1 bis s6)
• Risstyp 2: Makroskopisch gut sichtbare Risse, mit inhomogenem Rissabstand
→Nur im Bereich der Patchoberseite zu erkennen (Segment s2)
Risstyp 1 Risstyp 2
200 μm 200 μm
Abbildung 4.15: Exemplarisches Erscheinungsbild der Risstypen 1 und 2
Zur Bewertung der Rissbildung werden die Rissabstände auf Basis von Fotos der Versuchskörper
sowie REM-Aufnahmen von Schlifen vermessen. Eine automatisierte Auswertung dieser Bilder
ist auf Grund des geringen Grauwertkontrastes zwischen Verstärkungsfasern, Matrix und Rissen
nicht zuverlässig möglich. Stattdessen werden die Bilder im hier aufgezeigten Kontext manuell
ausgewertet. Hierzu werden die Pixelabstände benachbarter Risse ermittelt und über den Maßstab
des jeweiligen Bildes in das entsprechende Längenmaß umgerechnet. Bedingt durch diese manuelle
1 Vergleiche auch Abbildung 4.9
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Auswertemethodik sind die Ergebnisse mit einer erhöhten Unsicherheit behaftet. Dieser Tatsache
wird durch die hohe Stichprobenzahl von mehr als 380 Typ1-Rissen pro Laminatvariante Rechnung
getragen.
Risstyp 1: Für PS1 Versuchskörper, die mit den Prozessparametern p2T2 hergestellt wurden,
liefert die Auswertung über alle LaminatkonĄgurationen hinweg sehr konsistente Ergebnisse. Der
mittlere Rissabstand der einzelnen KonĄgurationen variiert im Bereich von 0,79 mm (G2P7) bis
0,96 mm (G2P3). Zugleich liegt die Standardabweichung bei 0,22 bis 0,28 mm. Abbildung 4.16
fasst die Ergebnisse zusammen. Ergänzend wird aus der gezeigten REM-Aufnahme ersichtlich,
dass sich die Ausbreitung der Risse auf die beiden gleich orientierten Decklagen der Laminate

























































Abbildung 4.16: Mittlerer Typ1 Rissabstand für die verschiedenen LaminatkonĄgurationen der
Prozessstufe 1 (ohne Segment 2)
Die Auswertung des statistischen Versuchsplans der G1P3 Versuchskörper liefert für PS 1 ein
nichtlineares Modell zur Beschreibung des mittleren Rissabstands in Abhängigkeit der Prozess-
größen � und � . Abbildung 4.17 zeigt das zugehörige, dreidimensionale Konturdiagramm der
Rissabstände innerhalb des Parameterraums. Aus dieser Darstellung wird ersichtlich, dass der
Rissabstand für �3 lediglich eine geringe lineare Abhängigkeit von � aufweist. Der Rissabstand
reduziert sich für p3T3 um 2,3 % gegenüber p1T3. Für �2 verstärkt sich die lineare Abhängig-
keit von � und resultiert in einer Reduktion des Rissabstand um 12,3 % (p1T2 →p3T2). Ein
gegenläuĄger Efekt ist indes für �1 zu verzeichnen. Eine Druckerhöhung bewirkt in diesem Fall
einen Anstieg des Rissabstands, und damit eine Reduktion der Rissdichte um 14,0 %. Werden im
Gegenzug Parametervarianten mit konstanten Druckstufen betrachtet, zeigt sich eine quadratische
Abhängigkeit des Rissabstands von � . In all diesen Fällen wird durch das Modell der minimale
Rissabstand im Umfeld von �2 vorhergesagt. Das Spektrum reicht dabei von 0,88 mm (p3T2)
bis 1,17 mm (p3T1). Wird �1 nicht berücksichtigt1, ist zur Erzielung einer geringeren Typ1 Riss-
dichte somit die Verarbeitung bei geringen Pressdrücken, idealerweise in Kombination mit hohen
Werkzeugtemperaturen, anzustreben.
Für Prozessstufe 2 war es nicht möglich ein vergleichbares Modell zur Beschreibung der Bildung
von Risstyp 1 zu ermitteln. Grund hierfür ist die deutlich geringere Rissdichte der Versuchskörper.
Zugleich ist es vielfach nicht eindeutig möglich Typ1 Risse verlässlich visuell zu identiĄzieren. Eine
manuellen Auswertung der mittleren Rissabstände ist folglich nicht möglich.
1 Wie in Abschnitt 4.1.1 eingeführt wurde, ist T 1 bewusst außerhalb empfohlener Verarbeitungsrichtlinien gewählt
worden.
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Abbildung 4.17: Dreidimensionales Konturdiagramm des Typ1 Rissabstands auf Basis des statisti-
schen Modells für die Prozessparametervariation bei G1P3
Risstyp 2: Die Ausprägung von Risstyp 2 in Prozessstufe 1 beschränkt sich auf das Patchseg-
ment s2 derjenigen Versuchskörper, die mit den Patchvarianten P3 sowie P6 hergestellt wurden. Die
zugehörigen Ergebnisse sind in Abbildung 4.18 für alle LaminatkonĄgurationen zusammengefasst.
Verantwortlich für dieses Phänomen ist mit hoher Wahrscheinlichkeit die geringe Querzugfestigkeit
der rein unidirektionalen Patches. Diese Aussage wird durch die Beobachtung gestützt, dass dieje-
nigen LaminatkonĄgurationen eine höhere Typ2 Rissdichte aufweisen, bei denen die Grundplatten
der Patchschwindung einen erhöhten Verformungswiderstand entgegensetzen (G2P3 und G1P6).
Im Vergleich hierzu reduziert sich bei G1P3 sowie G2P6 die Rissdichte in Segment s2, bedingt
durch die geringere Quer- (G1P3) und LängssteiĄgkeit (G2P6) der Grundplatten. Qualitativ ver-
gleichbar zu PS1, zeigen die genannten P3- und P6-LaminatkonĄgurationen auch in Prozessstufe 2
eine Typ2 Rissbildung. Wie bereits für Typ1 ist eine quantitative Beurteilung allerdings nicht
repräsentativ möglich. Es zeigt sich jedoch, dass die Rissdichte im Bereich des Radius erhöht ist
und entlang der Schenkel des V-ProĄls abnimmt. Abgesehen von den Ergebnissen der genannten
P3- und P6-Varianten zeigt Abbildung 4.18 zudem, dass die übrigen LaminatkonĄgurationen auch





























































Abbildung 4.18: Mittlerer Rissabstand der LaminatkonĄgurationen in Prozessstufe 2 (nur Segment 2)
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Für den zweistuĄgen statistischen Versuchsplan von G1P3 war es weder für PS1 noch für
PS2 möglich, die Typ2 Rissbildung durch ein Modell zu beschreiben. Die Daten für PS1 zeigen
jedoch eine Tendenz auf, dass für �1 sowie �2 eine Erhöhung der Werkzeugtemperatur mit einer
gesteigerten Typ2 Rissdichte in Verbindung gebracht werden kann. Die Variation des mittleren
Rissabstands reicht von 4,0 mm (p2T3) bis 9,85 mm (p2T1). Für PS1 ist zugleich ersichtlich,
dass für �3 die höchsten Rissdichten zu erwarten sind. Die mittleren Rissabstände betragen
zwischen 1,04 mm (p3T1) und 3,85 mm (p3T3). Vergleichbare Tendenzen konnten für PS2 nicht
identiĄziert werden. Eine abschließende Bewertung der Typ2 Rissbildung in Abhängigkeit von den
Prozessparametern kann auf dieser Datenbasis nicht gegeben werden. Die Untersuchungen zeigen
jedoch, dass die Prozessparameterkombination p2T2 keine gesteigerte Rissbildung erwarten lässt.
Auf Basis der gewonnenen Erkenntnisse wird angenommen, dass die Bildung von Rissen einen
signiĄkanten EinĆuss auf die Gestaltabweichungen der lokal verstärkten Versuchskörper nimmt.
Neben der resultierenden Rissweitung, wird auch der Abnahme der WerkstofsteiĄgkeit in diesem
Kontext Bedeutung beigemessen. Letzterer Efekt ist in der Literatur insbesondere für duromere
Werkstofsysteme umfangreich beschrieben. Eine weitere Auseinandersetzung mit dieser These und
den relevanten Literaturstellen erfolgt im Rahmen der Diskussion in Abschnitt 5.1.3.
4.2 Thermoanalytische und mechanische Werkstoffcharakterisierung
Zu Beginn dieses Kapitels wurde in Abschnitt 4.1.2 der Wärmehaushalt der Versuchskörper
im Verlauf ihrer Herstellung detailliert analysiert. Zielsetzung dieser Untersuchungen war es,
anhand der Temperaturverläufe die Grundlage für ein verbessertes Verständnis der mechanischen
Eigenschaftsausprägung von CF/PPS zu schafen. Die Kenntnis dieser thermischen Vorgänge liefert
die Basis für eine Bewertung, ab welcher Temperatur mit signiĄkanten thermischen Spannungen,
und in der Folge Gestaltabweichungen, zu rechnen ist. In der Literatur wird diese Temperatur von
Wijskamp [43] und Brauner et al. [47] derart deĄniert, dass zum entsprechenden Zeitpunkt ein
Anteil von 50 % des erreichbaren Kristallinitätsgrads vorliegt. Hintergrund dieser Annahme ist, das,
für teilkristalline Thermoplaste erst durch die Bildung kristalliner Bereiche mit einer Ausprägung
der mechanischen Eigenschaften oberhalb von �g zu rechnen ist. Diese Zusammenhänge sind für
die angestrebte Vorhersage und Bewertung der Gestaltabweichungen essentiell.
In den folgenden Abschnitten 4.2.1 und 4.2.2 werden zunächst die Ergebnisse der thermoanalyti-
schen und mechanischen Werkstofcharakterisierung vorgestellt. Hierzu wurden sowohl Analysen
für UD-Tape, als auch für unverstärktes PPS Basismaterial durchgeführt. Im Anschluss folgt in
Abschnitt 4.2.3 eine Verknüpfung der Ergebnisse mit den Daten aus Abschnitt 4.1.2 und das
Ableiten von Schlussfolgerungen aus den gewonnenen Erkenntnissen. Weitere Kennwerte, die für
die Simulation der Gestaltabweichungen erforderlich sind, werden im Kontext von Abschnitt 4.4
und im Anhang B.2 eingeführt.
4.2.1 Thermoanalytische Untersuchungen
Der Fokus der thermoanalytischen Charakterisierung liegt auf der Analyse der morphologischen
Zustandsänderungen des Werkstofs PPS im Kontext der gewählten Verarbeitungsparameter in
PS1 und PS2. Hierzu werden sowohl thermogravimetrische Analysen (TGA), als auch Messungen
mittels dynamischer Diferenz-Kalorimetrie (DSC) durchgeführt. Ergänzend erfolgt die Bestim-
mung der thermischen Längenausdehnungskoeizienten von CF/PPS mittels eines Schubstangen-
Dilatometers1.
1 TGA: ISO 11358; DSC: ISO 11357; DIL: ISO 11359 bzw. DIN 53752
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Thermogravimetrische Analyse (TGA)
Die thermogravimetrische Analyse wird für UD-Tape im Lieferzustand durchgeführt. Diese Messung
dient der Absicherung, dass für die maximalen Verarbeitungstemperaturen in Prozessstufe 2 (350 ◇C)
keine Degradation des Werkstofs eintritt. Die zugehörige Messkurve wurde bei einer Heizrate von
10 K/min unter Sauerstofatmosphäre ermittelt1 und Ąndet sich in Abbildung 4.19. Aus dieser
Darstellung wird ersichtlich, dass für 350 ◇C lediglich 0,14 % Massenreduktion zu verzeichnen
ist. Eine Degradation des Werkstofs kann somit für die gewählte Verarbeitungstemperatur
ausgeschlossen werden.


















Abbildung 4.19: TGA-Messkurve des Tapematerials im Lieferzustand; die Messung erfolgte unter
Sauerstofatmosphäre
Dynamische Diferenz-Kalorimetrie (DSC)
Die nachfolgend präsentierten DSC-Untersuchungen teilen sich in drei Bereiche auf, in denen
jeweils unverstärktes PPS Granulat sowie UD-Tape betrachtet werden:
U1 Referenzmessungen der Werkstofe im Lieferzustand.
U2 Messungen im Anschluss an die Verarbeitung mit �1 bis �3.
U3 Messungen der Werkstofe im Lieferzustand bei variierenden Kühlraten.
Die Durchführung der DSC-Messungen erfolgt unter Stickstofatmosphäre mit einem geschlossenen,
gelochten Aluminiumtiegel2. Die DeĄnition der Einwaagen sowie der Heiz- und Kühlraten ist
angelehnt an die Empfehlungen in [40, 41]. Auf Basis der Herstellerangaben für den Schmelzpunkt
des Granulats sowie der UD-Tapes, wird eine Erwärmung des Materials auf 330 ◇C vorgenommen
[179, 180]. An die Aufheizphase schließt sich eine Haltezeit von 2 min an, um ein vollständiges
Aufschmelzen der kristallinen Bereiche sicherzustellen. Im Kontext der letztgenannten Untersuchung
U3 werden die Experimente punktuell durch Flash-DSC Messungen der unverstärkten PPS Matrix
ergänzt [192, 193]3. Dieses neuartige Verfahren erlaubt es, entgegen klassischer DSC-Geräte,
Abkühlraten zu erzielen, wie sie im realen Presszyklus der Versuchskörperherstellung ermittelt
wurden. Tabelle 4.4 fasst die jeweiligen Parameter der Untersuchungen U1 bis U3 zusammen. Für
die weitere Analyse der Ergebnisse wird darauf hingewiesen, dass die Kristallisationsenthalpien
der UD-Tapes, ��c, Tape, zunächst bezogen auf deren Probeneinwaage ermittelt werden. Zur
1 TA Instruments TGA Q5000IR
2 NETZSCH DSC 204 F1 Phoenix; die Durchführung der DSC-Messungen erfolgte in Zusammenarbeit mit der
Arbeitsgruppe Materialien und Prüftechnik des Fraunhofer FIL, Augsburg.
3 Mettler Toledo Flash-DSC 1; auf Grund der extrem geringen Einwaagen ist eine repräsentative Probenpräparation
für CF/PPS nicht möglich; Die Bereitstellung der Rohdaten erfolgte durch den Lehrstuhl für Polymerphysik der
Universität Rostock, Prof. Dr. Christoph Schick.
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Tabelle 4.4: Parameter der Zyklenabfolge der DSC Untersuchungen
Untersuchung U1 U2 U3.1 U3.2
Starttemperatur Tstart ◇C 30 30 30 50
Heizrate á K/min 10 10 10 6000
Zieltemperatur Tziel ◇C 330 330 330 330
Haltezeit th min 2 2 2 0,00167
Kühlrate K K/min 10 10 10, 20, 40, 60 200, 400, 1000,
3000, 6000, 9000
Endtemperatur Tend ◇C 30 30 30
Für U1, U2 und U3.1 wurden je zwei Zyklen gefahren;
U3.2 erfordert verfahrensbedingt eine Aneinanderreihung aller Messungen
vergleichenden Bewertung des Kristallinitätsgrades �c von UD-Tape und unverstärktem PPS
Granulat ist somit eine Umrechnung von ���, Tape auf den Massenanteil � der Matrix in den
UD-Tapes, vorzunehmen. Die zugehörige Gleichung (2.3) wurde in Abschnitt 2.2.2 eingeführt.
Der Kristallisationsgrad �c wird im weiteren Verlauf auf Basis zweier Werte für die theoretische
Gesamtenthalpie ��0c, PPS der Matrix berechnet. In Anlehnung an [33] werden 80 J/g und 105 J/g
gewählt. Dieses Vorgehen trägt dem Sachverhalt Rechnung, dass in der Literatur kein Konsens
bezüglich ��0c, PPS herrscht
1. Die präsentierten Ergebnisse bilden somit eine Abschätzung des �c
Wertebereichs.
Beginnend mit Untersuchung U1 sind in Abbildung 4.20 die Messkurven der Materialien im
Lieferzustand zu sehen. In deren jeweiligem ersten Aufheizzyklus (az1) zeigt sich bei etwa 120 ◇C
das Maximum einer Nachkristallisation der Matrix. Dieses Phänomen, auch Ďkalte KristallisationŞ
genannt, resultiert aus der rapiden Abkühlung der Materialien bei der Granulat- beziehungsweise
Tapeherstellung.






















































Abbildung 4.20: DSC-Messungen der Materialien im Lieferzustand, als Referenz für die Bewertung
des initialen Kristallinitätsgrades
1 Siehe auch Abschnitt 2.2.2
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Basierend auf den Gleichungen (2.1) bis (2.3) listet Tabelle 4.5 die errechneten, initialen Kris-
tallinitätsgrade der beiden Lieferformen. Darüber hinaus werden aus dieser Zusammenstellung
die gesteigerten Kristallinitätsgrade im zweiten Aufheizzyklus (az2) deutlich. Bedingt durch die
langsame Abkühlung mit �az1 = 20 K/min, ist eine vollständige Ausprägung der kristallinen
Anteile möglich. Die ermittelten Werte für unverstärktes PPS sind vergleichbar zu den Ergebnis-
sen anderer Autoren aus Abschnitt 2.2.2. Entsprechende Abweichungen können unter anderem
durch abweichende PPS Typen oder Maschineneinstellwerte der DSC begründet sein. Für UD-
Tapes sind keine Werte aus der Literatur bekannt. Allerdings zeigen auch hier die Ergebnisse
ähnliche Werte zu den Untersuchungen von Han et al. [48]. Dort erfolgte eine Untersuchung von
kohlenstoffaserverstärktem PPS auf Basis von Gewebehalbzeugen der Firma Tencate.
Tabelle 4.5: Berechnete Kristallinitätsgrade des PPS und CF/PPS im Lieferzustand (U1)
Zyklus Werkstof Xc(80 J/g) Xc(105 J/g)
az1
PPS 0,452 ∘ 0,024 0,345 ∘ 0,018
CF/PPS 0,243 ∘ 0,040 0,185 ∘ 0,030
az2
PPS 0,560 ∘ 0,036 0,427 ∘ 0,028
CF/PPS 0,568 ∘ 0,067 0,426 ∘ 0,051
Zur weiterführenden Untersuchung eines möglichen EinĆusses der Verarbeitungsparameter auf
das Kristallisationsverhalten der Tapematrix, wurden Proben aus PS1 Versuchskörpern entnommen.
Alle neun Prozessparameterkombinationen wurden untersucht und durch Proben aus einem mit
p2T0 hergestellten Versuchskörper ergänzt. Analog wurden im Spritzgießverfahren Platten aus
unverstärktem PPS zu Vergleichszwecken hergestellt. Die Ergebnisse von Untersuchung U2 sind in
Tabelle 4.6 zusammengefasst.
Tabelle 4.6: Berechnete Kristallinitätsgrade für U2-Messungen des PPS und CF/PPS bei variierender
Verarbeitungshistorie; die Werte beziehen sich auf den ersten Aufheizzyklus az1
Prozessparameter Werkstof Xc(80 J/g) Xc(105 J/g)
p2T0 PPS 0,249 0,190
CF/PPS 0,244 0,186
T1 PPS 0,428 0,326
p1T1 CF/PPS 0,476 0,363
p2T1 0,453 0,345
p3T1 0,318 0,242
T2 PPS 0,558 0,425
CF/PPS 0,477 ∘ 0,044 0,364 ∘ 0,032
T3 PPS 0,544 0,414
CF/PPS 0,484 ∘ 0,089 0,369 ∘ 0,068
Ergänzend zu dieser tabellarischen Übersicht sind in Abbildung 4.21 exemplarische DSC-
Kurven der unterschiedlichen Verarbeitungshistorien abgebildet. Die Daten zeigen, dass sich
für �0 die Annahme bestätigt, wonach ein Abschrecken der Werkstofe zu einer signiĄkanten
Unterdrückung kristalliner Anteile führt. Zwar bestätigen die Ergebnisse keine vollständig amorphe
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Struktur der Proben, der Kristallinitätsgrad wird im Verhältnis zu ��1, ��2c, PPS und �
�1, ��2
c, Tape jedoch
um 55,5 und 57,0 % reduziert. Bei der Bewertung dieses Ergebnisses ist zu berücksichtigen,
dass bereits Brady [49] in seinen Arbeiten erwähnte, dass eine Bewertung des amorphen PPS
nicht eindeutig möglich war. Er benennt dabei die Tatsache, dass bereits relativ zu Beginn der
Heizphase eine Kristallisation des PPS einsetzt. Übertragen auf das Ergebnis in Tabelle 4.6
bedeutet dies, dass der angegebene Wert �c, p2T0 als konservative Abschätzung zu werten ist.
Besitzen die Proben eine Verarbeitungshistorie mit Werkzeugtemperatur � 1 zeigt sich zudem eine
Druckabhängigkeit des ermittelten Kristallinitätsgrades. Während p1T1 für CF/PPS noch keine
Anzeichen einer kalten Kristallisation aufweist, ist diese für p2T1 sowie p3T1 mit steigendem
Anteil vorhanden. Dieser Sachverhalt bestätigt sich auch für Proben aus unverstärktem PPS, die
im Spritzgießen mit deutlich höheren Drücken von etwa 700 bar hergestellt wurden. Bei weiterer
Erhöhung der Werkzeugtemperatur ist abschließend für �2 und �3 festzuhalten, dass keine
signiĄkanten Unterschiede für �c ermittelt werden. Die Ergebnisse zeigen keine Anzeichen einer
kalten Kristallisation. Jedoch zeigt sich eine Tendenz zu geringeren Werten für ��2c, Tape gegenüber
��1, ��2c, Tape , die mit hoher Wahrscheinlichkeit in der niedrigen Abkühlrate �az1 begründet ist.














































Abbildung 4.21: Erster Aufheizzylus exemplarischer DSC-Messungen aus Untersuchung 2; um eine
überlappungsfreie Darstellung zu ermöglichen, werden die jeweiligen Kurvenverläufe
auf der Ordinate parallelverschoben
Als Ergänzung zur quantitativen Bewertung der Ergebnisse, veranschaulicht Abbildung 4.22 die
visuellen Unterschiede der spritzgegossenen PPS-Platten, die mit �0 und �2 hergestellt wurden.
Darin zeigt sich eine Transparenz der � 0 Platten (links), wohingegen die � 2 Platten (rechts) opak
sind. Die gemeinsam mit den Fotos gezeigten Ergebnisse von Brady stützen die getrofenen Aussagen
hinsichtlich der resultierenden Morphologie des PPS in Abhängigkeit der Werkzeugtemperatur1.
Für Versuchskörper aus UD-Tape ist auf Grund des hohen Faservolumengehalts keine vergleichbare
Illustration möglich. Es zeigt sich jedoch auch dort, dass �0 in OberĆächen mit höherem Glanz
münden, das Erscheinungsbild der Versuchskörper für �2 und �3 jedoch matt ist.
1 Es gilt zu berücksichtigen, dass die Ergebnisse in [49] auf vernetztem PPS der Firma Phillips Petroleum Company,
Markenname Ryton, basieren und aus diesem Grund nur qualitativ auf dieser Arbeit übertragbar sind. Darüber
hinaus nutzt er den aus der Röntgendifraktometrie (XRD) abgeleiteten Kristallinitätsindex, der nicht mit dem
Kristallinitätsgrad Xc gleichzusetzen ist.





XRD-Kristallinitätsindex (Cryst. Index) in Abhängigkeit der Werkzeugtemperatur (Mold Temp)
nach der Herstellung nach Tempervorgang (2h bei 204°C)
Abbildung 4.22: Vergleich des Erscheinungsbilds einer ĎamorphenŞ (�0) und teilkristallinen (�2)
Matrixsubstanzprobe mit Bezug zu den Untersuchungen von [49]
Wie in Abschnitt 2.2.2 eingeführt, zeigen teilkristalline Thermoplaste während der Abkühlung den
Efekt der unterkühlten Schmelze. Die extrapolierte Kristallisationsstarttemperatur �eic ist dabei
abhängig von der Abkühlrate � und verschiebt sich für steigende � zu geringeren Temperaturen.
Zur Bewertung dieses Efekts für CF/PPS, wurden Messungen mit Kühlraten von 10 bis 60 K/min
durchgeführt. Abbildung 4.23 fasst die Kühlzyklen der DSC-Messungen von U3.1 für CF/PPS
zusammen und belegt die erwartete Verschiebung des Kristallisationsvorgangs. Die Diferenz der
Kristallisationspeakwerte �pc von 10 K/min und 60 K/min beträgt ��pc = 30,9 ◇C.
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Abkühlrate K in K/min
Abbildung 4.23: Kühlzyklen der U3.1-Messungen für CF/PPS als Basis für die Beschreibung der
Kristallisationskinetik; ��pc illustriert die resultierende Verschiebung des Kristalli-
sationspeakwerts �pc als Funktion der Abkühlrate �
Eine anschließende Modellierung der Kristallisationskinetik nach Avrami-Erofeev liefert sowohl
für das PPS Granulat als auch für die UD-Tapes ein Modell, anhand dessen das Kristallisations-
verhalten der Materialien für Abkühlraten von bis zu 1000 K/min extrapoliert werden kann1. Die
berechneten Kurvenverläufe sind in Abbildung 4.24 für verschiedene Abkühlraten aufgetragen.
Diese geben einen Anhalt für die weiterführende Verschiebung von �eic und �pc bei Abkühlraten
größer 60 K/min. Zwar zeigt sich innerhalb des abbildbaren Versuchsraums bis 60 K/min eine
gute Übereinstimmung mit den Experimenten, auf Grund der Extrapolation sind Daten höherer
Abkühlraten jedoch mit Umsicht zu bewerten.
1 Die Kinetikmodellierung erfolgte in Zusammenarbeit mit der Arbeitsgruppe Materialien und Prüftechnik des
Fraunhofer FIL, Augsburg; Details bezüglich der zu Grunde liegenden Gleichungen Ąnden sich im Anhang A.
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Abbildung 4.24: GraĄsche Darstellung der aus der Kinetikmodellierung resultierenden Ergebnisse
Auf Basis der Kinetikmodellierung ergibt sich für den Extremfall � = 1000 K/min ein Wert
�eic = 175 ◇C. Das Maximum der Kristallisation liegt bei �pc = 154 ◇C und entspricht dem
Erreichen eines circa 65 %-igen Anteils relativer Kristallinität. Der eingangs genannte 50 %-ige
Anteil wird für 157 ◇C erreicht. Unter Berücksichtigung der Tatsache, dass insbesondere die
langkettigen Molekülketten zu den mechanischen Eigenschaften eines Thermoplasts beitragen,
jedoch zunächst eine Kristallitbildung der kurzkettigen Anteile eintritt, wird entgegen [43, 47]
im Folgenden �pc als Erstarrungspunkt betrachtet. Werden nun die �pc Werte als Funktion der
Abkühlrate � aufgetragen, siehe Abbildung 4.24(b), ist eine Interpolation gemäß der Formel
�pc(�) = � �
� (4.3)
mit
� = 273,97444 ; � = ⊗0,08244 (4.4)
mit hoher Genauigkeit möglich (�2korr = 0,998).
Eine Limitation des Modells aus Gleichung (4.3) liegt darin begründet, dass lediglich eine
Abschätzung über die Verschiebung von �pc generiert werden kann. Das Modell erlaubt auf
Grund der Datenextrapolation jedoch keine Bewertung, ob Kristallisation tatsächlich stattĄndet.
Diesem Sachverhalt Rechnung tragend wird anhand der Flash-DSC Messungen in U3.2 das
Ziel verfolgt, eine Abschätzung trefen zu können, ab welcher Abkühlrate nicht mehr mit der
Bildung kristalliner Anteile zu rechnen ist. In Abbildung 4.25 sind zu diesem Zweck die Heiz- und
Kühlzyklen aus U3.2 von 200 bis 9000 K/min aufgetragen. Der Heizzyklus bezieht sich dabei jeweils
auf den vorangehenden Kühlzyklus, um eine Bewertung des resultierenden kristallinen Anteils zu
ermöglichen. Im Hinblick auf die abgebildeten Kühlzyklen, lässt sich zunächst festhalten, dass in
keinem Fall ein klarer Kristallisationspeak zu ermitteln ist. Eine Validierung der Modellvorhersagen
gemäß Gleichung (4.3) ist somit nicht möglich. Einzig für �
PPS
= 1000 K/min ist ein schwach
ausgeprägter Peak zu erkennen, dessen Maximum sich über einen Temperaturbereich von 168 bis
183 ◇C erstreckt. Dieser Wertebereich steht im Widerspruch zur Modellvorhersage, die für CF/PPS
einen Wert von 154 ◇C prognostiziert. Gleichzeitig zeigt dieser Zusammenhang jedoch auf, dass
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Abbildung 4.25: Ergebnisse der Flash-DSC Messungen für unverstärktes PPS zur Bewertung der
Bildung kristalliner Anteile bei der Abkühlung mit hohen Abühlraten �
der relevante Temperaturbereich zumindest in Näherung getrofen wird. Für �
PPS
> 1000 K/min
zeigen die Kühlzyklen bei etwa 95 ◇C eine klare und reproduzierbare Änderung der Wärmekapazität,
die mit dem Glasübergang eines amorphen PPS korrespondiert. Im anschließenden Heizzyklus
bestätigt sich, dass das PPS bei diesen hohen Kühlraten nur eingeschränkt in der Lage ist kristalline
Anteile auszubilden. Für �
PPS
⊙ 3000 K/min wird Kristallisation gar vollständig unterbunden.
In allen Fällen tritt im anschließenden Heizzyklus bei etwa 103 ◇C zunächst der Glasübergang,
gekoppelt mit einer Enthalpierelaxation1, in Erscheinung. Eine anschließende kalte Kristallisation
wird auf Grund der hohen Heizraten von 6000 K/min vollständig unterbunden. Abhängig von den
kristallinen Anteilen die sich während der Abkühlung bilden konnten, folgt im Temperaturbereich
von 240 bis 275 ◇C schließlich die endotherme Enthalpieänderung des Schmelzvorgangs ��m.
Auch in diesem Zusammenhang zeigt sich, dass eine entsprechende Enthalpieänderung erst für
�
PPS
⊘ 1000 K/min nachzuweisen ist.
Die Bewertung der vorgestellten Ergebnisse dieses Abschnitts, sowie die resultierenden Schluss-
folgerungen für diese Arbeit sind Bestandteil des Abschnitts 4.2.3 im Verlauf dieses Kapitels.
Linearer thermischer Wärmeausdehungskoeizient
In Abschnitt 2.3.3 wurde die besondere Bedeutung der anisotropen, thermischen Wärmedehnung
für die Gestaltabweichung schalenförmiger Bauteile aus endlosfaserverstärkten Kunststofen einge-
führt. Sie bildet eine zentrale Eingangsgröße des Simulationsmodells, um eine akkurate Vorhersage
von Verzug und Spring-in zu ermöglichen. Aus diesem Grund werden die linearen thermischen
Wärmeausdehnungskoeizienten des UD-Tapes experimentell bestimmt. Angewandt wird hierzu
ein Schubstangen-Dilatometer mit Quarzglasprobenhalter2. Die Erwärmung der Probe in Heliu-
matmosphäre erfolgt mit 2 K/min. Die Probekörper besitzen die Abmessungen 25 × 4 × 3,5 mm3
und werden mittels Wasserstrahlschneiden in 0° und 90° Orientierung aus einer konsolidierten
Platte mit rein unidirektionalem Lagenaufbau entnommen. Nach der Probenentnahme werden die
StirnĆächen des Probekörpers mit einem diamantbeschichteten Fräser nachgefräst, um Planparal-
1 Erläuterungen zum Phänomen der Enthalpierelaxation Ąnden sich in [194, 195].
2 Typ: NETZSCH 402 CD; die Ergebnisse basieren auf Rohdaten einer Auftragsmessung im Anwendungslabor der
NETZSCH-Gerätebau GmbH.
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lelität sicherzustellen. Die Ergebnisse der Messungen sind in Abbildung 4.26 dargestellt. Die dort
ebenfalls gezeigten Interpolationen der Daten entsprechen den Werten, wie sie in Anhang B.2.2
für das Simulationsmodell zusammengefasst sind.
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Abbildung 4.26: Messergebnisse der linearen thermischen Ausdehnungskoeizienten für 0° und 90°
Faserorientierung einer UD-Einzelschicht; rot dargestellt sind die zugehörige Ap-
proximationen der Messdaten, die im Simulationsmodell der mechanischen Analyse
hinterlegt sind
4.2.2 Temperatur- und richtungsabhängige Modulbestimmung der UD-Einzelschicht
Im Verlauf der Versuchskörperherstellung durchschreitet die PPS Matrix des Verbundwerkstofs
den gesamten Temperaturbereich von der Schmelze bis zur Raumtemperatur. Entsprechend der
Charakteristik thermoplastischer Kunststofe, ist im Verlauf dieser Temperaturänderung mit ei-
nem signiĄkanten Anstieg der MatrixsteiĄgkeit zu rechnen [30]. Im Hinblick auf die Ausprägung
thermischer Spannungen und resultierender Gestaltänderungen, ist aus diesem Grund eine quanti-
tative Kenntnis der MaterialsteiĄgkeit als Funktion der Temperatur erforderlich. Die nachfolgend
beschriebene Charakterisierung umfasst in diesem Kontext UD-Tapelaminate aus CF/PPS1.
Die Bestimmung der temperaturabhängigen, anisotropen Module erfolgt in Anlehnung an
ISO 527-4 und ISO 141292. Zur Prüfung der 0° Orientierung wird ein Probekörper mit den
Abmessungen 100 × 11 × 2 mm3 verwendet. Die Dehnungsmessung wird per Extensometer realisiert.
Die Prüfung der 45° und 90° Orientierung erfolgt auf Basis von Typ 2 Normprüfkörpern. In diesem
Fall werden die Dehnungen über Dehnmessstreifen aufgezeichnet. Zur Temperaturüberwachung
werden zwei Typ K Thermoelemente eingesetzt. Nach dem Erreichen der Zieltemperatur wird
eine Verweilzeit von 30 min festgelegt, bevor mit der Prüfung begonnen wird. Die Lastaufbringung
geschieht per Wegregelung mit Kraftlimit. Die Prüfgeschwindigkeit liegt bei 0,6 mm/min. Geeignete
Lastniveaus wurden im Rahmen von Vorversuchen derart bestimmt, dass eine plastische Verformung
oder Schädigung der Probe ausgeschlossen werden konnte.
Die Bestimmung der Module erfolgt für verschiedene Temperaturniveaus im Bereich von 23
bis 180 ◇C 3. Die Ergebnisse der Messreihen sind in Abbildung 4.27 zusammengefasst. Wie aus
1 Die Bestimmung der mechanischen Eigenschaften erfolgte in Zusammenarbeit mit der Arbeitsgruppe Prozess-
und Werkstofbewertung des Fraunhofer IWM, Freiburg.
2 Genutzte Anlagentechnik: Hegewald & Peschke Inspekt table 100 und 250 Universalprüfmaschinen mit einer
TH2700 Temperaturkammer
3 0° Faserorientierung: 23, 70, 90, 110, 130 und 180 ◇C;
45° und 90° Faserorientierung: 23, 50, 70, 80, 90, 100, 110, 130, 150 und 180 ◇C
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dieser Darstellung ersichtlich ist, zeigt sich für die 0° Prüfrichtung näherungsweise kein EinĆuss
der Temperatur auf den Elastizitätsmodul der CF/PPS Proben. Im Gegensatz dazu, ist für die
45° und 90° Prüfrichtung eine ausgeprägte Temperaturabhängigkeit zu beobachten. Deutlich zu
erkennen ist der rapide SteiĄgkeitsabfall im Bereich der Glasübergangstemperatur.


























Abbildung 4.27: Temperaturabhängige Modulverläufe von CF/PPS; die Messwerte des unverstärkten
PPS dienen zu Vergleichszwecken, um den Trend der Kurvenverläufe für �22 sowie
�12 zu bestätigen; �
⋆
PPS bezeichnet die linear interpolierten Zwischenwert der
Messpunkte
Ergänzend zeigt Abbildung 4.27 Ergebnisse für unverstäktes PPS, die zur Validierung des
Kurvenverlaufs der UD-Laminate dienen können. Für deren Ermittlung Ąndet ISO 527-2 Anwen-
dung. Die Probekörper entsprechen Typ 1A und werden direkt im Spritzgießverfahren hergestellt.
Der Prüfaufbau ist entsprechend den Tapelaminaten gewählt und die Dehnungsmessung wird
mittels Extensometer realisiert. Für 50, 80, 100 und 150 ◇C ergeben sich die Werte �⋆PPS als
linear interpolierte Mittelwerte der benachbarten Messpunkte. Die Ergebnisse zeigen eine sehr
gute Übereinstimmung des Kurvenverlaufs mit den 45° und 90° Faserorientierungen der CF/PPS-
Prüfkörper und bestätigen darüber die Messungen der UD-Lamiante.
4.2.3 Zusammenfassende Bewertung der Charakterisierung im Hinblick auf die Prozessführung
Im Rahmen der vorgestellten Werkstofcharakterisierung wurden umfangreiche DSC-Messungen
durchgeführt sowie temperatur- und richtungsabhängige Module ermittelt. Die DSC Untersu-
chungen lieferten quantiĄzierte Daten zur Kühlratenabhängigkeit des Kristallisationsverhaltens
der betrachteten Werkstofe. Darüber hinaus bestätigte die mechanische Charakterisierung die
signiĄkante Temperaturabhängigkeit matrixdominierter SteiĄgkeitskennwerte.
Die Ergebnisse der thermoanalytischen und mechanischen Werkstofcharakterisierung werden
an dieser Stelle mit der Analyse des Wärmehaushalts während der Versuchskörperherstellung
in Verbindung gesetzt. In Abschnitt 4.1.2 wurden zu diesem Zweck die Abkühlraten während
des Pressvorgangs für unterschiedliche Werkzeugtemperaturen ausgewertet. Abbildung 4.28 zeigt
eine Überlagerung der jeweiligen Thermoelemente TE1 und TE6 für die Werkzeugtemperaturen
�0 bis �31. Wie aus dieser Darstellung ersichtlich wird, treten zu Beginn der Abkühlung keine
Abweichungen der Temperaturverläufe zutage.
1 Siehe auch Abbildung 4.1; TE1 entspricht darin dem Thermoelement in der Laminatmittelebene, TE6 dem
oberĆächennahen Thermoelement.
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Abbildung 4.28: Überlagerung der Temperaturverläufe von T0 bis T3 in der Pressphase
Mit Blick auf den Kurvenverlauf für �0, stellen sich in dieser Phase Abkühlraten von bis zu
5040 K/min ein. Erst mit Erreichen einer Temperatur von etwa 150 ◇C werden 3000 K/min knapp
unterschritten. Eine Annäherung an eine Abkühlrate von 1000 K/min Ąndet ab circa 100 ◇C statt.
Auf Basis der Flash-DSC Messungen wurde in diesem Zusammenhang geschlussfolgert, dass bei
Abkühlraten größer 1000 K/min keine Kristallisation zu erwarten ist. Werden diese Erkenntnisse
zu den Temperaturverläufen von � 1 bis � 3 in Bezug gesetzt, so ist zu erwarten, dass erst mit der
Abweichung dieser Temperaturverläufe von � 0 eine Kombination aus Temperatur und Abkühlrate
erreicht wird, für die ein Einsetzen der Kristallisation möglich ist. Gleichzeitig reduziert sich der
Temperaturgradient innerhalb der Versuchskörper zu diesem Zeitpunkt bereits deutlich (siehe
Abbildung 4.6), wodurch von einer homogenen Kristallisation der Matrix über den Querschnitt
auszugehen ist.
Auf Basis dieser Zusammenhänge wird für diese Arbeit das folgende Postulat formuliert:
Solange der Temperaturverlauf einer Werkzeugtemperatur zu einem bestimmten Zeitpunkt
nicht signiĄkant vom Verlauf von � 0 abweicht, kann auch für diese Werkzeugtemperatur keine
Kristallisation der Matrix stattgefunden haben. In der Konsequenz ist vor dem Erreichen
dieses Zeitpunkts nicht von einer Ausbildung thermischer Spannungen auszugehen.
Diese Argumentation erlaubt für die Simulation der Gestaltabweichungen, eine alternative Be-
trachtung bei der Wahl der Starttemperatur der mechanischen Analyse. Eine Modellierung der
Kristallisation auf Basis einer Subroutine kann auf diese Weise vermieden werden und reduziert
den erforderlichen Modellierungs- sowie Berechnungsaufwand. Dieses Vorgehen unterscheidet sich
maßgeblich von den in Abschnitt 2.3.6 beschriebenen Simulationsansätzen, und bietet das Potential
zur einer deutlich vereinfachten Betrachtung der Problemstellung.
4.3 Analyse der Gestaltabweichungen auf Basis dreidimensionaler Scandaten
Die folgenden Abschnitte behandeln die experimentelle Bewertung der Gestaltabweichungen der
Versuchskörper für die Prozessstufen 1 und 2 und bilden somit einen zentralen Bestandteil dieser
Arbeit. Ziel ist es, den Efekt lokaler Verstärkungspatches, des Lagenaufbaus von Grundplatte
und Patch sowie variierender Prozessparameter auf die resultierenden Gestaltabweichungen zu
quantiĄzieren und beschreibbar zu machen. Hierdurch wird eine Grundlage für die in Kapitel 5
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abzuleitenden Gestaltungsgrenzen und -richtlinien geschafen. Des Weiteren dienen die experi-
mentellen Ergebnisse als Vergleichsbasis für die Validierung der Simulationsergebnisse, die im
weiterführenden Verlauf von Abschnitt 4.4 vorgestellt werden.
Vorangehend zur Vorstellung der Ergebnisse, werden in Abschnitt 4.3.1 zunächst die Maßnahmen
vorgestellt, die der VeriĄzierung des gewählten methodischen Vorgehens zur Bewertung der Gestal-
tabweichungen dienen. Anschließend folgt in Abschnitt 4.3.2 eine KlassiĄzierung übergeordneter
Typen der Gestaltabweichung und die Einteilung der deformierten Versuchskörper in die Selbigen.
Diese KlassiĄzierung geht einher mit Abschnitt 4.3.4, in dem die DeĄnition von Kenngrößen
erfolgt, anhand derer die Versuchskörper im weiteren Verlauf quantiĄzierbar bewertet werden.
Im Anschluss an die Bewertung der unterschiedlichen LaminatkonĄgurationen wird anhand der
G1P3 Versuchskörper die weiterführende Betrachtung des EinĆusses der Prozessparametervariation
(Abschnitt 4.3.5) und nachgeschalteter Temperzyklen (Abschnitt 4.3.6) unternommen.
Die Bewertung der Gestaltabweichungen basiert auf einer Mindestanzahl von fünf Versuchskörper
pro Variante. Bedingt durch Ausreißer stehen für die Auswertung vereinzelter Kenngrößen einer
LaminatkonĄguration weniger Versuchskörper zur Verfügung. Auch in diesen Einzelfällen wurde
jedoch eine Mindestanzahl von drei Versuchskörpern zu jedem Zeitpunkt sichergestellt. Darüber
hinaus stehen für einige LaminatkonĄgurationen mehr als die genannten fünf Versuchskörper zur
Verfügung, um punktuell eine verbesserte statistische Absicherung der Ergebnisse zu erhalten1.
4.3.1 Messfähigkeitsanalyse
Zu Beginn der Gestalterfassung der Versuchskörper wurden zwei Maßnahmen durchgeführt, um
gewährleisten zu können, dass die Analyse der Gestaltabweichungen auf der Basis korrekter
Scandaten aufbaut. Neben einer Bewertung der automatisierten Ausrichtung der Scandaten
gegenüber der CAD-Sollgeometrie, umfasst dies eine Prüfung der Wiederholgenauigkeit des
Scanvorgangs.
Der Referenzpunkt für die automatisierte Ausrichtung der PS1 Scandaten entspricht dem Zapfen
im Mittelpunkt der Vorrichtung in Abbildung 3.12(a). Von diesem Punkt ausgehend wird im
Verlauf der automatisierten Ausrichtungsroutine die gescannte Fläche des Versuchskörpers auf
den nächstgelegenen Punkt der Oberseite der CAD-Sollgeometrie projiziert und die Abweichung
als z-Koordinate ausgegeben. Bei der anschließenden DeĄnition der Prüfpunktereihen entspricht
der Referenzpunkt somit dem Kreuzungspunkt zwischen KSM und LSM. Eine Auswertung der
z-Koordinate dieses Referenzpunkts gegenüber der CAD-Sollgeometrie lieferte über alle Serien
hinweg eine maximale Abweichung von 0,2 mm. Der Mittelwert beträgt 0,015 mm. Diese gerin-
gen Abweichungen werden bei der Berechnung der geometrischen Kenngrößen kompensiert und
beeinĆussen somit nicht die Bewertung der Gestaltabweichungen.
Die VeriĄzierung der Messvorrichtung zur Gewährleistung reproduzierbarer Scandaten erfolgte
anhand eines fünfmaligen Scans eines exemplarischen Bauteils der G1P3 Serie. Diese Wiederho-
lungsmessungen wurden im Rahmen dieser Arbeit jeweils durch zwei unterschiedliche Bediener
durchgeführt. Der Scanvorgang umfasst: Versuchskörper in die Vorrichtung einlegen, OberĆäche
scannen, Versuchskörper aus der Vorrichtung entnehmen. Anschließend wird der Ablauf wiederholt.
Durch einen anschließenden 3D-Vergleich in Geomagic Control wurden alle Scans untereinander
verglichen. Die durchschnittliche Abweichung aller Scan-Vergleiche betrug 0,042 mm. Die maximale
Abweichung eines Scan-Vergleichs wurde zu 0,053 mm ermittelt. Diese Wiederholgenauigkeit wird
durch den Autor als ausreichend hoch bewertet.
1 G1P3 →24 Stück; G1P5 →10 Stück; G2P5 →9 Stück
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4.3.2 Kategorisierung der Deformationsmoden
Wie in Abschnitt 3.1 eingeführt wurde, umfassen die Experimente zur Bewertung der Gestaltabwei-
chungen zwei Versuchskörpergeometrien und eine breite Vielfalt unterschiedlicher Gelegevarianten.
Um ein dreidimensionales Abbild der Versuchskörper zu generieren, wurden diese mittels Laser-
Lichtschnittverfahren eingescannt. Ein anschließender 3D-Abgleich ermöglicht die ganzheitliche
Ermittlung der Abweichungen der realen Versuchskörper von ihrer CAD-Sollgeometrie. Im weite-
ren Verlauf dieses Abschnitts werden die Ergebnisse zunächst in dieser ganzheitlichen Form der
3D-Vergleiche präsentiert. Diese vorangestellte globale Betrachtung der Ergebnisse dient einer
ersten Veranschaulichung, um dem Leser ein weniger abstraktes Verständnis der auftretenden
Gestaltabweichungen zu ermöglichen. Darauf aufbauend erfolgt eine Kategorisierung der einzel-
nen Versuchskörpervarianten entsprechend ihrer dominanten Deformationsmoden. Anschließend
werden geometrische Kenngrößen abgeleitet, die es ermöglichen, einen quantiĄzierbaren Vergleich
der unterschiedlichen LaminatkonĄgurationen anzustellen. Die weiterführende Präsentation der
Ergebnisse anhand der abgeleiteten Kenngrößen erfolgt in Abschnitt 4.3.4.
Überblick über die Gestaltabweichungen für PS1 und PS2
Prozessstufe 1 - Konsolidierte Gelegelaminate:
Abbildung 4.30 zeigt die Ergebnisse der 3D-Vergleiche als eine Zusammenstellung repräsentativer
Versuchskörper aus jeder Gruppe der LaminatkonĄgurationen. Grün steht hierbei für eine Nullab-
weichung relativ zur CAD-Sollgeometrie. Bereits aus dieser Übersicht wird klar ersichtlich, dass die
lokale Einbringung eines Verstärkungspatches gravierenden EinĆuss auf das sich ausgeprägende
Deformationsverhalten der Versuchskörper nimmt. Dies gilt insbesondere bei der Patchvariation
mit gleichbleibender Grundplatte (G1P1 bis G1P7), für die ein breites Spektrum unterschiedli-
cher Verformungen beobachtet wird. Beim Vergleich identischer Patches mit einer Variation der
Grundplatte (G1Pn mit G2Pn) ist jeweils eine vergleichbare Systematik der Verformungen zu
erkennen. Die erste visuelle Begutachtung lässt jedoch auf eine unterschiedlich starke Ausprägung
der Absolutwerte schließen. Eine Bestätigung dieser Annahme kann erst im weiteren Verlauf der
Ergebnispräsentation erfolgen.
Ausgehend von dieser globalen Betrachtung können drei zentrale Deformationsmoden für die
PS1 Versuchskörper deĄniert werden. Diese sind in Abbildung 4.29 benannt. Darüber hinaus
existieren Fälle kombinierter Deformationsmoden, wie zum Beispiel anhand von Variante G1P4
ersichtlich wird. Diese zeigt eine Überlagerung der Längs- und Querkrümmung, zu erkennen am





Abbildung 4.29: Grundarten der Gestaltabweichungen
a) Verdrillung entlang der x-Achse (Torison)
b) Krümmung entlang der x-Achse (Längsverzug)
c) Krümmung entlang der y-Achse (Querverzug)
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Abbildung 4.30: Gesamtheitlicher Überblick der Deformationsmoden für die Versuchskörper der
Prozessstufe 1
.
Prozessstufe 2 - WinkelproĄle:
Analog zu PS1 zeigt Abbildung 4.31 repräsentative Ergebnisse der 3D-Vergleiche für PS2 Versuchs-
körper. Sie illustriert, dass grundsätzlich vergleichbare Ausprägungen der Gestaltabweichungen
zu PS1 zu verzeichnen sind. Eine erste visuelle Inspektion der Daten lässt zudem vermuten, dass
durch die Umformung eine geringere Ausprägung der überlagerten Verdrillung als für PS1 vorliegt.
Wie schon für PS1 sind auch für PS2 zunächst die quantiĄzierten Analysen in Abschnitt 4.3.4
abzuwarten, bevor eine abschließende Bewertung dieser Annahme möglich ist.
4.3.3 Ableiten geometrischer Bewertungskenngrößen
Zum quantitativen Vergleich der verschiedenen Versuchskörpervarianten sind die vorangehend
gezeigten, globalen Betrachtungsweisen nicht praktikabel. Stattdessen werden auf Basis der extra-
hierten Prüfpunkte geometrische Kenngrößen zur Bewertung der Gestaltabweichungen abgeleitet.
Auf Basis der Abbildungen 4.30 und 4.31 ist für PS1 und PS2 eine gemeinsame DeĄnition dieser
Kenngrößen möglich. Diese Tatsache ist im Sinne einer Vergleichbarkeit der Ergebnisse zwischen
den Prozessstufen vorteilhaft. Die DeĄnitionen der Kenngrößen sind im Detail jedoch abzuwan-
deln, da die Längsachse der PS2-Versuchskörper nicht mehr gestreckt in der xy-Ebene vorliegt.
Stattdessen folgt sie der Kontur des Versuchskörpers1. Die abgeleiteten Kenngrößen, welche in
den folgenden Paragraphen im Detail vorgestellt werden, sind in Tabelle 4.7 zusammengefasst.
Unterschiede der KenngrößendeĄnitionen in PS1 und PS2 werden im jeweiligen Paragraphen
eingeführt.
1 Entsprechend der 0° Orientierung der Tapelaminate
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G1P1 G1P2 G2P1 G2P2
G1P3 G1P4 G1P7 G1P5 G1P6




Abbildung 4.31: Gesamtheitlicher Überblick der Deformationsmoden für die Versuchskörper der
Prozessstufe 2
An dieser Stelle wird daran erinnert, dass die Prüfpunktereihen nicht den exakten Bauteilkanten
entsprechen, sondern innerhalb des Versuchskörpers platziert sind. Die Absolutwerte der Kenngrö-
ßen sind hierdurch in sich konsistent, spiegeln jedoch nicht exakt die geometrischen Abweichungen
der Bauteilkanten wider.
Tabelle 4.7: Geometrische Kenngrößen zur quantitativen Bewertung der Gestaltabweichungen der
Versuchskörper
Kenngröße Einheit Beschreibung Ausgewertete Prüfpunkte
hKS mm Verzug der kurzen Seite KSL / KSM / KSR
hLSM mm Verzug der langen Seite LSM
Ð
KS
° Schnittwinkel zwischen Segment s1 und s3 KSL / KSM / KSR
Ù
KS
mm−1 Querkrümmung des Segments s2 KSL / KSM / KSR
�
KS
1/(° mm) Formfaktor der kurzen Seite KSL / KSM / KSR
Ò ° Verdrillung entlang der Längsachse KSL / KSR
� ° Winkeländerung der PS2 Versuchskörper LSM
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Verzug ℎKS und ℎLSM
Der Verzug der kurzen Seite ℎKS und der langen Seite ℎLSM wird anhand der Prüfpunktereihen
KSL / KSM / KSR sowie LSM ermittelt. Durch die Positionierung von KSM und LSM entlang der
Mittelebenen der Versuchskörper eignen sich diese Prüfpunktereihen besonders für die Bestimmung
neutraler Absolutwerte und deren Vergleich über die Laminatvarianten und Prozessstufen hinweg.
Ergänzt wird KSM durch die Ränder KSL sowie KSR, die eine ergänzende Bewertung über die
Varianz von ℎKS entlang der Längsachse zulassen. Abbildung 4.32 veranschaulicht die DeĄnition



















































































Oberseite: s1 bis s3
Unterseite: s4 bis s6
Abbildung 4.32: Illustration zur Bewertung des Verzug der kurzen (ℎKS) und langen (ℎLSM) Seite,
des Schnittwinkels Ð
KS
sowie der Patchkrümmung Ù
KS
Maßgabe für die Bewertung dieser Kenngrößen ist, dass ihre jeweils äußersten Prüfpunkte1
auf gleicher Höhe liegen. Dabei ist zu berücksichtigen, dass durch die Gestaltabweichungen der
Versuchskörper insbesondere für KSL sowie KSR eine signiĄkanter Höhenversatz des Querschnitts
gegenüber der Sollgeometrie vorliegen kann. In Anbetracht dieser Randbedingungen erfolgt die
Berechnung von ℎKS und ℎLSM durch Mittelwertbildung und einen Ausgleich des Höhenversatzes,



















Für die Bewertung von KSL und KSR in Prozessstufe 2 war es erforderlich den Randabstand dieser
Prüfpunktereihen gegenüber PS1 zu erhöhen, um ein Extrahieren der Kenngrößen sicherstellen zu
können2. Demnach ist ein direkter Vergleich der Absolutwerte für ℎKSL sowie ℎKSR nicht vollständig
prozessstufenübergreifend möglich. Stattdessen sind für PS2 leicht reduzierte Absolutwerte zu
erwarten. Im Extremfall von G1P3 wird eine systematische Abweichung gegenüber PS1 von bis
1 SpeziĄsche Prüfpunkte einer Reihe werden enlang der positiven Achsenrichtung des Koordinatensystems wie
folgt bezeichnet: PP1, PP2, etc.
2 Siehe auch Abschnitt 3.3.3
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zu 0,7 mm erreicht. Die Berechnung von ℎKS erfolgt ungeachtet dessen analog zu PS1. Für ℎLSM




















Eine weitere Möglichkeit zur Bewertung der Querschnittänderung entlang der Längsachse ist
Ð
KS
, der eingeschlossene Winkel der Grundplattensegmente s1 und s3. Eine Änderung von Ð
KS
korrespondiert mit einer Zu- oder Abnahme der Gestaltabweichung der kurzen Seite und ermöglicht
somit eine Bewertung des Querschnittverlaufs. Zur Berechnung von Ð
KS
werden die jeweiligen
Prüfpunkte der Segmente s1 und s3 zunächst durch eine lineare Interpolation ��(�) = �� � + �
















berechnet. In Gleichung (4.8) beschreiben �1 und �3 die Geradensteigungen der jeweiligen
Segmentinterpolationen �1(�) und �2(�). In diesem Zusammenhang ist hervorzuheben, dass der
berechnete Schnittwinkel Ð
KS
lediglich Absolutwerte liefert. Erst anhand einer Vorzeichenbewertung
der Geradensteigungen �1 und �3 ist eine Fallunterscheidung hinsichtlich Ð
KS
möglich.
Querkrümmung des Patches Ù
KS
Die Ausprägung der Querkrümmung Ù
KS
eines Versuchskörpers wird vom wechselwirkenden
Schwindungsverhalten der Grundplatte und des Patches dominiert. Sie konzentriert sich somit auf
das Grundplattensegment s2. Durch eine Interpolation der Patch-Prüfpunkte von KSL, KSM und
KSR1 mit einem Polynom zweiter Ordnung der Form �2(�) = � �2 + � � + � ist eine Berechnung





















Verdrillung entlang der Längsachse Ò
Zur Bewertung der Verdrillung wird auf ein vereinfachtes Vorgehen zur Berechnung zurückgegrifen,
das analog zu Ð
KS
auf der Bewertung des Schnittwinkels zweier Geraden basiert. Dieses Vorgehen
lehnt sich an die DeĄnition der Torsion aus der technischen Mechanik an, wonach die Verdrehung
zweier StirnĆächen in einem Verdrehwinkel resultiert [197].
Als Basis der Berechnung von Ò in Prozessstufe 1 dienen entsprechend Abbildung 4.33 die





, können analog zu �1 und �2 in Gleichung (4.8) eingesetzt werden,
um den Verdrehwinkel Ò zu berechnen. Für PS2 Versuchskörper erfolgt die Berechnung von Ò
individuell für die einzelnen Schenkel des V-ProĄls. Dabei dienen �
KSL







1 Die Patch-Prüfpunkte sind PP7 bis PP11.
2 Jeweils PP1 und PP17
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Abbildung 4.33: Überlagerung der Prüfpunktereihen KSL und KSR eines exemplarischen G2P3
Versuchskörpers zur Veranschaulichung der Berechnung der Verdrillung Ò
Formfaktor �
KS









als Formfaktor der kurzen Ränder deĄniert. Wie in Abbildung 4.34 illustriert ist, eignet sich
�
KS
für eine neutrale Bewertung des Querschnitts der Versuchskörper. So ermöglicht es �
KS
eine
Querschnittänderung entlang der Längsachse auch dann zu erkennen und zu beschreiben, wenn
sich StöreinĆüsse überlagern.








 Prüfpunkte von h
KSL
 Prüfpunkte von h
KSM










































Abbildung 4.34: Formfaktor �
KS
eines exemplarischen G2P3 Versuchskörpers zur neutralen Bewer-
tung des Querschnitts der kurzen Ränder
Weist ein Versuchskörper eine einheitliche Gestaltabweichung der kurzen Seite auf, bleibt �
KS
konstant. Wird der Wert �
KS





gleichen Verhältnis. Dies korreliert mit einer Aufweitung, respektive Verengung, des Querschnitts.
Eine entsprechende Fallunterscheidung für die Änderung von �
KS





ist in Tabelle 4.8 zusammengefasst.
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Tabelle 4.8: Fallunterscheidung für die Änderung von �
KS





































≻ ← ← ≻
Spring-in �
Für die DeĄnition des Spring-in � dominiert in der Literatur die einfache Berechnung des Dif-
ferenzwertes zwischen dem eingeschlossenen Winkel Ñ und dem Winkelsollmaß Ñ0 1. Wie Abbil-
dung 4.35(a) illustriert, ist diese DeĄnition jedoch lediglich eindeutig, solange keine Überlagerung
von Spring-in und Verzug vorliegt. Andernfalls wird � anhand der Schenkelsekante berechnet und
in der Folge für Versuchskörpervarianten mit dominanter Längskrümmung deutlich überschätzt.
Da diese Längskrümmung im vorliegenden Fall zudem abhängig ist von der LaminatkonĄguration
des Versuchskörpers, ist eine Generierung repräsentativer Vergleichsdaten auf diesem Wege nicht
möglich. Diese Problemstellung wurde bereits von Flanagan [73], Arafath [86], C. Albert et al. [107]
und Bebamzadeh [145] grundsätzlich erörtert, und ist auch im Folgenden auf Grund der lokalen
Verstärkungspatches gesondert zu berücksichtigen. Die resultierende Abwandlung der DeĄnition
von � ist in Abbildung 4.35(b) anhand eines G2P6 Versuchskörpers dargestellt.
(a) Übliche DeĄnition von θ in der Fachliteratur






























(b) Gültige DeĄnition von θ in dieser Arbeit
Abbildung 4.35: Unterschiede in der Ermittlung des Spring-in von WinkelproĄlen, basierend auf
einem G2P6-Versuchskörper
In Anbetracht dieser Randbedingungen wird folgendes Vorgehen deĄniert:
Die LSM-Prüfpunkte PP9 und PP11 sowie PP14 und PP16 werden zunächst jeweils durch eine
Gerade verbunden. Diese Geraden besitzen in Näherung einen tangentialen Verlauf an den Radius
des PS2 Versuchskörpers. Die Berechnung des Spring-in � ergibt sich anschließend analog zur
1 Siehe auch Abschnitt 2.3.5
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Literatur als Winkeldiferenz zwischen dem Schnittwinkel Ñ der interpolierten Geraden und dem
Winkel der CAD-Sollgeometrie (Ñ0). Im folgenden Verlauf wird die Begrilichkeit ĎSpring-inŞ
vorzeichenunabhängig genutzt. Eine Aufweitung des V-ProĄls entspricht dabei einem Wert � > 0.
In Ergänzung zu � lässt sich über den formalen Zusammenhang
ℎ
⋆






eine vergleichende Bewertung des rein auf Spring-in basierenden Längsverzugs ℎ
⋆
LSM und dem
Gesamtlängsverzug ℎLSM realisieren. Dabei beschreibt �s die Schenkellänge der CAD-Sollgeometrie.
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4.3.4 Auswertung der Gestaltabweichungen für Prozessstufe 1 und 2
Die vorangehend deĄnierten geometrischen Kenngrößen werden im Folgenden auf die Scandaten der
Versuchskörper angewandt. Im Vordergrund steht eine ganzheitliche Betrachtung der Varianten-
vielfalt, die punktuell um die Beschreibung von Besonderheiten einzelner LaminatkonĄgurationen
ergänzt wird. Einzelne Ausreißer innerhalb der jeweiligen Betrachtung einer Kenngröße werden auf
Basis von Box-Whisker-GraĄken1 identiĄziert. Als Kriterium für die DeĄnition eines Ausreißers
wurde ein 1,5-facher Interquartilsabstand festgelegt.
Verzug ℎKS und ℎLSM
ℎKS:
Der Verzug der kurzen Seite der Versuchskörper ist in Abbildung 4.36 gesamtheitlich für PS1 zusam-
mengefasst. Die Darstellung beinhaltet eine Sortierung der Daten entsprechend Grundplattentyp



















































Abbildung 4.36: Querverzug ℎKS in G-Sortierung für Prozessstufe 1
Für diese G-Sortierung der Daten zeigt sich ein qualitativ vergleichbarer Kurvenverlauf für
die Variation von P1 bis P7. Treibende Kraft für die Unterschiede der einzelnen Laminatkon-
Ągurationen ist die resultierende thermische Querdehnung �P, th, y des Patches und �G, th, y der
Grundplatten bei der Abkühlung . Das resultierende Biegemoment �th, x, in Verbindung mit
der variierenden BiegesteiĄgkeit von G1 und G2, verursachen einen den thermischen Dehnungen
entsprechenden Querverzug der kurzen Seite. Abbildung 4.37 illustriert diesen Zusammenhang.
Aus dieser Darstellung wird ersichtlich, dass abhängig davon, ob �th oberhalb oder unterhalb
der neutralen Faser überwiegt, positive oder negative Werte für ℎKS in Erscheinung treten. Mit
einem besonderen Augenmerk auf ℎKSM lässt sich weiter feststellen, dass lediglich Laminate mit
den Patchvarianten P3 und P4 deutlich erhöhte Werte aufweisen. Einen Extremfall stellt dabei
G1P3 mit einem Mittelwert von ℎKSM, G1P3 = 12,60 mm dar. Die übrigen P3- und P4-Varian-
ten zeigen ℎKSM-Werte im Bereich von 1,59 mm (G1P4) bis 2,41 mm (G2P3). Für alle übrigen
Laminatvarianten gilt ♣ℎKSM♣ ⊘ 0,39 mm.
Bei weiterführender Betrachtung der Ränder KSL und KSR ist ersichtlich, dass sich kein
einheitliches Bild zu KSM einstellt. Eine Unterteilung ist entsprechend Tabelle 4.9 möglich. Wie
1 Siehe [198]












hKSM,G1P3 > h KSM,G2P3
Mth,x,G1P6 ≈ Mth,x,G2P6 ≈ 0
hKSM,G1P6 ≈ hKSM,G2P6 ≈ 0
Abbildung 4.37: Illustration zur Modellvorstellung des EinĆusses der Faserorientierungen von G und
P auf den resultierenden Querverzug ℎKS
aus dieser Übersicht hervorgeht, sind vorrangig solche LaminatkonĄgurationen frei von signiĄkanten
Unterschieden der ℎKS-Werte, für die G und P als Kreuzverbund aufgebaut sind. Ihr geringes
Niveau von ℎKSM bleibt über die gesamte Versuchskörperlänge näherungsweise erhalten. Dieses
Verhalten ist auf Basis der ausgeglichenen BiegesteiĄgkeit und Schwindung �th, y der Versuchskörper
nachvollziehbar.
Tabelle 4.9: Einteilung der LaminatkonĄgurationen im Hinblick auf den Verlauf von ℎKS entlang der
Längsachse der PS1-Versuchskörper
ℎKSM ≡ ℎKSL ≡ ℎKSR ℎKSM ≶ ℎKSL ≡ ℎKSR ℎKSM ⋚ ℎKSR ̸= ℎKSL
Ů , G1P2 G1P3, G1P4, G1P5, G1P6, G1P7 G1P1, (G1P3)
G2P1, G2P2 Ů , G2P4, G2P5, G2P6, G2P7 G2P3
Für die LaminatkonĄgurationen der zweiten Kategorie weichen KSL sowie KSR signiĄkant von
KSM ab. Die Abweichungen sind für G1P7 sowie G2P7 am geringsten und werden für G1P4
maximal1. Diese Tatsache lässt sich anhand von Abbildung 4.38 veranschaulichen, welche die
veränderte Einspannsituation eines freigeschnittenen Querschnittelements im Bereich von KSM
und KSL/KSR aufzeigt. Für KSM ist ersichtlich, dass in x-Richtung beidseitig Zwangsbedingungen
vorherrschen. Dem entgegen existiert an den freien Rändern von KSL und KSR lediglich eine
einseitige Zwangsbedingung in x-Richtung die eine freie Verformung des Laminats unterbindet.
Abbildung 4.38: Vergleichende Illustration der Randbedienungen für die Einspannsituation eines
idealisierten, freigeschnittenen Volumens bei KSM und KSL/KSR, sowie ihre Aus-
wirkung auf den Querverzug
1 ∆hKS, G1P7 ≤ 1,04 mm; ∆hKS, G2P7 ≤ 0,50 mm; ∆hKS, G1P4 ≤ 3,07 mm
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Diese Eigenschaft wurde in der Literatur unter anderem in [66, 146] als Ďfree-edgeŞ-Efekt
beschrieben.Dort tritt dieses Phänomen im Kontext der Forschungsarbeiten zu den Stabilitätszu-
ständen asymmetrischer Laminate in Erscheinung. Für diese stellt sich in den Randbereichen eine
Änderung der globalen Plattenkrümmungen ein. Bei den LaminatkonĄgurationen der mittleren
Kategorie in Tabelle 4.9 ist das Maß der Abweichung von KSL/KSR zu KSM demzufolge abhängig
von der Orientierung der Hauptachsenrichtungen der thermischen Patchdehnungen �P, th, 1 und
�P, th, 2 gegenüber dem Koordinatensystem des Versuchskörpers.
In Summe bestätigen die genannten Zusammenhänge sowohl die für G1P4 maximalen Abweichun-
gen von KSL/KSR gegenüber KSM, als auch die Tendenz zu betragsmäßig höheren Abweichung
von G1P5/G1P6 gegenüber G2P5/G2P61. Abweichend zu den vorangehenden Beobachtungen
zeigen G1P1 und G2P3 lediglich an einem der Ränder KSL und KSR eine Abweichung von der
beschriebenen Systematik. Während diese Beobachtung für die beiden genannten Laminatvarianten
signiĄkant ist, zeigt auch G1P3 eine erhöhte, allerdings indiferente, Varianz von KSL, KSM und
KSR. Auf Grund der überlappenden Streubereiche ist für G1P3 somit keine eindeutige Aussage
möglich. In Verbindung mit den zuvor getrofenen Feststellungen wird an dieser Stelle von einer
prozessbedingten Störung der Ergebnisse ausgegangen. Eine weiterführende Diskussion dieses
Sachverhalts erfolgt in Abschnitt 5.1.1.
Ergänzend zu den bisherigen Ausführungen mit Bezug zu PS1 fasst Abbildung 4.39 die Ergebnisse
von ℎKS für Prozessstufe 2 zusammen. Der darin enthaltene Kurvenverlauf für ℎKSM bestätigt
die geometrisch versteifende Wirkung des Radius in Längsrichtung. Über alle Laminatvarianten
hinweg beträgt die Abweichung weniger als 0,1 mm. Entgegen der Plattengeometrie aus PS1, steht




















































Abbildung 4.39: Querverzug ℎKS in G-Sortierung für Prozessstufe 2
Trotz dieser Einschränkung zeigt sich ein qualitativ wie quantitativ vergleichbarer Kurvenverlauf,
der eine analoge Einteilung der Laminatvarianten zu PS1 zulässt. Die PS2-speziĄsche Einteilung
ist in Tabelle 4.10 zusammengefasst. Unterscheidungsmerkmale zu PS1 ergeben sich jedoch mit
Bezug zu den Abweichungen der Ränder von G1P1 sowie G1P3. In beiden Fällen ist in PS2 keine
1 ∆hKS, G1P5/G1P6 ≈ 2,60 mm; ∆hKS, G2P5/G2P6 ≈ 2,00 mm
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signiĄkante Abweichung mehr zwischen KSL und KSR zu ermitteln. Lediglich für G2P3 wird keine
Abnahme von �ℎKS festgestellt. Diese Beobachtung stärkt die zuvor getrofene Vermutung eines
überlagerten Prozessfehlers in PS1.
Tabelle 4.10: Einteilung der LaminatkonĄgurationen im Hinblick auf den Verlauf von ℎKS entlang
der Längsachse der PS2-Versuchskörper
ℎ��� ≡ ℎKSR ℎKSR ̸= ℎ���
G1P1, G1P2, G1P3, G1P4, G1P5, G1P6, G1P7 Ů
G2P1, G2P2, Ů , G2P4, G2P5, G2P6, G2P7 G2P3
ℎLSM:
Entsprechend der vorangehend beschriebenen Kenngröße ℎKS fasst Abbildung 4.40 die Ergebnisse
für die Auswertung der Kenngröße ℎLSM zusammen. Aus der darin dargestellten G-Sortierung











































































































Abbildung 4.40: Längsverzugs ℎLSM für die Prozessstufen 1 und 2
Vergleichbar zu G1P3 und G1P4 für ℎKS, liefern in diesem Fall die Laminatvarianten G2P5
sowie G2P6 Extremwerte. Die Mittelwerte von PS1 betragen 28,82 mm (G2P5) sowie 23,49 mm
(G2P6). Eine Erklärung für diese Beobachtung ist analog zu ℎKS über �th, x möglich. Entgegen der
Erwartung zeigt G2P5 jedoch einen um 22,7 % höheren ℎLSM-Wert als G2P6. Darüber hinaus sind
die Mittelwerte für G1P5 sowie G1P6 auf einem nahezu identischem Niveau von circa 6,3 mm.
Hintergrund dieser beiden Anomalien ist mit hoher Wahrscheinlichkeit die in Abschnitt 4.1.3
beschriebene Rissbildung, die in einem Abbau thermischer Spannungen resultiert. Eine Diskussion
dieses Zusammenhangs erfolgt in Abschnitt 5.1.3.
Auf Basis einer P-Sortierung der PS1-Versuchsdaten ist des Weiteren der EinĆuss der G2-
Grundplatte auf ℎLSM zu erkennen. Es zeigt sich für alle LaminatkonĄgurationen eine betragsmäßige
Zunahme des Verzugs gegenüber den G1-Varianten. Verantwortlich hierfür ist die Schwindung der
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90°-Decklagenorientierung der Segmente s4 bis s6. Diese kann sich frei ausbilden, wohingegen die
Decklagen der Segmente s1 bis s3 durch den lokalen Patch in ihrer Schwindung behindert sein
können. Lediglich für die Patchvarianten P5 sowie P6 überwiegt �th, x auch in den Segmenten s1
bis s3. Die Folge ist der zu beobachtende Extremwert des Längsverzugs. Abbildung 4.41 illustriert






Abbildung 4.41: Behinderung der thermischen Dehnung der 90° Decklagen in Segment s2 eines G2P3
Versuchskörpers durch die angrenzenden 0° Patchlagen
Die Ergebnisse der Prozessstufe 2 zeigen auch für ℎLSM eine sehr gute Übereinstimmung des
qualitativen Kurvenverlaufs mit Prozessstufe 1. Für die quantitativen Werte von ℎLSM lässt
sich insbesondere für die G2 Varianten ein Trend zu geringeren Negativ-, respektive größeren
Positivabweichungen feststellen. Die Änderungen von PS1 zu PS2 betragen zwischen 18,5 und
287,7 %.
Vergleichende Darstellung von ℎKS und ℎLSM:
Abschließend ist Abbildung 4.42 eine kombinierte Darstellung der Ergebnisse für ℎKS und ℎLSM
zu entnehmen. Für Prozessstufe 1 wird ℎKSM für diesen Vergleich herangezogen. Im Falle von
Prozessstufe 2 kommt der Mittelwert der Größen ℎKSL und ℎKSR zur Anwendung. Die Ergebnisse
zeigen die Möglichkeit zur Clusterung der LaminatkonĄgurationen gemäß der übergeordneten
Deformationsmoden. Im Bereich des Ursprungs beĄnden sich die LaminatkonĄgurationen mit den
Patchvarianten P1, P2 und P7 (1). Hiervon heben sich zwei Übergangsgruppen ab, die abhängig
von der Vorzugsorientierung der Grundplatte und des Patches eine verstärkte Ausprägung des
Quer- und/oder Längsverzugs aufweisen (2, 3). Die Extremwerte bilden die LaminatkonĄgurationen
mit rein unidirektional orientierten Patches sowie Variante G2P5 (4), die eine besonders starke
Ausprägung von ℎKSM und ℎLSM zeigen.
Wie gezeigt wurde, ist die grundsätzliche Betrachtung der Interaktion von dominanter Biegestei-
Ągkeit der Grundplatte sowie der resultierenden Schwindung �th, res auf alle LaminatkonĄgurationen
übertragbar. Die individuelle Auswirkung auf den Längs- und Querverzug der Versuchskörper ist








Zu Beginn von Abschnitt 4.3.2 wurde in Abbildung 4.32 die Ausprägung des Querverzugs anhand ei-
nes G2P3 Versuchskörpers illustriert. Darüber hinaus zeigt diese Darstellung den Schnittwinkel Ð
KS
,



















ein geometrischer Zusammenhang zu ℎ
KS
. Die Größe � beschreibt darin die Versuchskörperbreite.
Durch diese Verknüpfung der beiden Kenngrößen ist eine weiterführende Bewertung der Ränder
KSL und KSR möglich. Die Zusammenfassung der Ergebnisse für Ð
KS
Ąndet sich in Abbildung 4.43.
4.3 Analyse der Gestaltabweichungen auf Basis dreidimensionaler Scandaten 93


















































Abbildung 4.42: Kombinierte Darstellung von ℎLSM über ℎKSM; eine Clusterung der Ergebnisse ist
abhängig von der LaminatkonĄguration möglich
(1) G1P1, G1P2, G1P7, G2P1, G2P2, G2P7 (2) G1P4, G2P3, G2P4
(3) G1P5, G1P6 (4) G1P3, G2P5, G2P6
Erneut beinhaltet die linke Darstellung die Daten der Prozessstufe 1, die rechte eine Gruppierung











































































































Abbildung 4.43: Schnittwinkel Ð
KS
in G-Sortierung
Die Kurvenverläufe für Ð
KS
bestätigen den Zusammenhang aus Gleichung 4.12 durch den zu ℎKS
qualitativ identischen Kurvenverlauf. Es gelten die Erläuterungen aus dem Kontext der Kenngröße
ℎ
KSM
, um den Kurvenverlauf zu erklären. Darüber hinaus ist eine entsprechende Einteilung der
Laminatvarianten gemäß Tabelle 4.9 und 4.10 möglich.









herstellen. Dieser Gleichung (4.13) liegt die Annahme zu Grunde,
dass die Patchkrümmung durch einen Kreis mit konstantem Radius � = 1/Ù
KS
angenähert werden















In Gleichung (4.13) beschreibt � die Patchbreite, die im betrachteten Fall der Kreisbogenlänge
des gekrümmten Patches entspricht. Des Weiteren ist Ð
KS
, unter der Annahme einer störungsfrei-
en Geometrie, identisch mit dem zu � korrespondierenden Kreissektorwinkel. Diesem formalen
Zusammenhang entsprechend, zeigen sich in Abbildung 4.44 auch für Ù
KS
weitestgehend analoge
Beobachtungen, wie sie bereits für Ð
KS
beschrieben wurden. Die Kenngröße Ù
KS
erlaubt darüber
hinaus eine Bewertung des Vorzeichens des Schnittwinkels Ð
KS






























































































Abbildung 4.44: Querkrümmung des Patches Ù
KS
in G-Sortierung









aufgetragen, beschreibt Gleichung (4.13) eine Gerade, die dem idealisierten
Querschnitt eines Versuchskörpers entspricht. Abweichungen von dieser Gerade lassen es zu, eine
Störung der Gestaltabweichung den jeweiligen Prüfpunktereihen zuzuordnen. Werte oberhalb der
Gerade entsprechen dabei einem AbĆachen des Patches (Ù
KS
≫) im Verhältnis zum eingeschlos-
senen Winkel der Segmente s1 und s3 (Ð
KS
). In Abbildung 4.45 sind die entsprechenden Daten
zunächst exemplarisch für Prozessstufe 1 aufgetragen. Die Darstellung erfolgt getrennt für die
G1- und G2-Varianten, um eine ausreichende Übersichtlichkeit zu gewährleisten. Auf Basis dieser
Auswertung zeigt sich die in Teilen signiĄkante Diskrepanz zwischen dem formalen Zusammenhang
aus Gleichung 4.13 und den real ermittelten Gestaltabweichungen. Darüber hinaus wird auch in
dieser Darstellung eine Varianz zwischen KSL und KSR deutlich, wie sie bereits in vorangehenden
Kenngrößen für Prozessstufe 1 beobachtet wurde.
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für Prozessstufe 1; eine Abweichung
von der Gerade entspricht einer Abweichung vom formalen Zusammenhang der
Gleichung (4.13); zu beachten ist die unterschiedliche Skalierung der beiden GraĄken,
die zu Gunsten der Übersichtlichkeit nicht einheitlich gewählt ist
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Wird diese Darstellung auf Prozessstufe 2 übertragen, Abbildung 4.46, so werden auch für die
Winkelgeometrie Abweichungen von der Idealgeometrie ersichtlich. Allerdings bestätigt sich auch
an dieser Stelle für G1P1 und G1P3 die bessere Übereinstimmung von KSL und KSR im Anschluss
an Prozessstufe 2.
































































für Prozessstufe 2; eine Abweichung
von der Gerade entspricht einer Abweichung vom formalen Zusammenhang aus
Gleichung (4.13); zu beachten ist die unterschiedliche Skalierung der beiden GraĄken,
die zu Gunsten der Übersichtlichkeit nicht einheitlich gewählt ist
Auf Basis dieser Ergebnisse ist es im nachfolgenden Paragraphen möglich, den Formfaktor
�
KS
über die Prozessstufen 1 und 2 hinweg zu bewerten. Darüber kann eine ergänzende Aussage




Auf Grund der in den Gleichungen (4.12) und (4.13) aufgezeigten Zusammenhänge, ist die Kenngrö-
ße �
KS
nicht für alle LaminatkonĄgurationen gleichermaßen gut für eine Bewertung des Querschnitts
geeignet. Insbesondere für kleine Winkel Ð
KS
ergibt sich durch die direkte Proportionalität zu Ù
KS
eine hohe Sensitivität gegenüber Abweichungen von der Idealgeometrie. Abbildung 4.47 bestätigt
diesen Sachverhalt exemplarisch anhand von Prozessstufe 1. So zeigt sich unter anderem für





nahe Null. Eindeutige Aussagen sind auf dieser Basis mehrheitlich nicht
möglich. Für LaminatkonĄgurationen mit geringen ℎKS Werten ermöglicht ein Vergleich auf Basis
von Abbildung 4.45 somit eine repräsentativere Bewertung der Querschnittänderungen. Ist der
Querverzug ℎKS jedoch ausreichend ausgeprägt, siehe unter anderem G1P3, können auch für �KS
relativ geringe Standardabweichungen von unter 15 % erzielt werden. Dem entsprechend erfolgt
eine weiterführende Bewertung von �
KS
lediglich im Kontext von Abschnitt 4.3.5.
Verdrillung Ò
Die Auswertung der Verdrillung Ò der PS1 Versuchskörper liefert keine vergleichbare Systematik
zu den vorangehend betrachteten Kenngrößen. Wie Abbildung 4.48(a) zeigt, liegen die Mittelwerte
überwiegenden im Bereich von 1,5 bis 4,5°. Gleichzeitig liegt die Standardabweichung dieser



















































Abbildung 4.47: Formfaktor �
KS
in G-Sortierung für Prozessstufe 1
Werte auf einem hohen Niveau von bis zu 2,62°. Für die Extremfälle der Standardabweichungen,
àÒ, G1P2 sowie àÒ, G2P1, ist aufällig, dass die nominellen Einzelwerte der Versuchskörper in zwei
Gruppen vorliegen. Jeweils eine dieser Wertegruppen spiegelt Versuchskörper mit einer starken
Verdrillung von ÒG1P2/G2P1, high ≡ 5,0° wider. Die übrigen Versuchskörper sind nahezu eben, mit





























































































Abbildung 4.48: Verdrillung Ò in G-Sortierung
Anhand der P-Sortierung in Abbildung 4.48(a) lässt sich ein überwiegender Trend zu einer
verstärkten Verdrillung der G2 Varianten erkennen. Eine mögliche Erklärung dieses Phänomens
liefert zum einen die geringere LängsbiegesteiĄgkeit der G2 Varianten. Nichtsdestotrotz besitzen,
gemäß der klassischen Laminattheorie, lediglich P4-, P5- und P7-Varianten Terme für die Biege-
Drill-Kopplung innerhalb der SteiĄgkeitsmatrix. Eine Erklärung des Versuchskörperverhaltens ist
darüber nicht direkt gegeben. Eine weiterführende Bewertung der genannten Aspekte erfolgt aus
diesem Grund in Abschnitt 5.1.
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Für Prozessstufe 2 schwächt sich die Verdrillung deutlich ab. Einzig die Laminatvarianten G2P1
sowie G2P2 zeigen für PS2 nach wie vor erhöhte Ò-Werte von bis zu 1,7°. Für alle übrigen Varianten
stellen sich geringe Verdrillungen der Schenkel von Ò
PS2
< 0,9° ein. Der Trend hin zu einer leicht
erhöhten Verdrillung der G2-Varianten bleibt erhalten, zeigt jedoch geringere Ausprägung.
Spring-in �
Die Auswertung der Kenngrößen für die Variation der LaminatkonĄgurationen wird mit dem
Spring-in Winkel � abgeschlossen. Bei Betrachtung der Daten in Abbildung 4.49 wird die qualitative
Übereinstimmung mit dem Kurvenverlauf von ℎ
LSM
direkt ersichtlich. Es sei an dieser Stelle jedoch
daran erinnert, dass die DeĄnition von � nicht an ℎ
LSM
gekoppelt wurde, um eine getrennte
Bewertung von Spring-in und Verzug vornehmen zu können. Dieses Vorgehen bestätigt sich
insbesondere mit Bezug zu G1P4 sowie G2P4. Für diese Laminatvarianten werden geringe Spring-in
Werte von �G1P4 = ⊗0,08° und �G2P4 = ⊗0,4° gemessen. Zugleich wurden für den Quer- und
Längsverzug Werte von ℎ
KSM, G1P4
= ⊗3,7 mm und ℎ
LSM, G2P4
= ⊗3,5 mm ermittelt. Bei einer
Bewertung der Versuchskörper entsprechend des üblichen Vorgehens in der Literatur1 wäre mit

























































































Abbildung 4.49: Spring-in � für die Prozessstufen 1 und 2
Um diesem Sachverhalt Rechnung zu tragen ist in Abbildung 4.50 der Spring-in � über ℎ
LSM
aufgetragen. Die GraĄk wird ergänzt durch den Kurvenverlauf von Gleichung (4.11). Insbesondere
für G2P5 sowie G2P6 wird in dieser Darstellungsform die Extremwertbildung auf Grund des
überlagernden Längsverzugs deutlich. Eine signiĄkante Überlagerung der Wertebereiche für � und








den Anteil der Längskrümmung ℎÙLSM vom Gesamtlängsverzug ℎLSM zu trennen und zu bewerten.
1 Siehe Abschnitt 4.3.3
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Abbildung 4.50: Spring-in � als Funktion des Längsverzugs ℎ
LSM
4.3.5 EinĆuss der Prozessparametervariation auf die Gestaltabweichungen der G1P3 Variante
Im vorangehenden Abschnitt 4.3.4 wurde die Gestaltabweichungen der verschiedenen Laminat-
konĄgurationen der Versuchskörper für die Prozessstufen 1 und 2 anhand von geometrischen
Kenngrößen bewertet. Im nun folgenden Abschnitt werden die entsprechenden Analysen auf die
Prozessparametervariation der G1P3-Variante erweitert. Die zugehörige Datenauswertung erfolgt
gemäß des zweistuĄgen statistischen Versuchsplans, der in Abschnitt 4.1.1 eingeführt wurde. In
den Daten enthaltene Ausreißer werden auch für die G1P3-Varianten auf Basis von Box-Whisker-
GraĄken und einem 1,5-fachen Interquartilsabstand identiĄziert. Eine Ergebnisinterpretation der
individuellen Kenngrößen, sowie eine Gegenüberstellung und Bewertung möglicher Unterschiede
zwischen PS1 und PS2, sind Bestandteil des Abschnitts 5.1.
Verzug ℎKS und ℎLSM
ℎKS:
Abbildung 4.51 liefert einen Überblick der Daten für die Ränder der Kenngröße ℎKS in Prozessstufe 1.
Diese sind in der linken GraĄk entsprechend der Werkzeugtemperatur � geclustert, in der rechten
GraĄk anhand des Pressdrucks �. Eine zunächst ganzheitliche Betrachtung der gezeigten Daten
liefert ein heterogenes Bild in Bezug auf die resultierenden Werte für ℎKS. Ofensichtlich ist
insbesondere das erhöhte Werteniveau für ℎKSM, T2 gegenüber ℎKSM, T1 und ℎKSM, T31. Auch für
ℎKSL, T2 wird ein erhöhter Verzug gegenüber den �1 und �3 Varianten gemessen, allerdings mit
einer reduzierten SigniĄkanz durch die teils überlappenden Streubereiche. Die Mittelwerte und
Standardabweichungen der �1 wie auch �3 Parametervarianten bewegen sich sowohl für ℎKSM
wie auch ℎKSL auf vergleichbarem Niveau.
Konträr zu ℎKSM, T2 werden für ℎKSR, T2 reduzierte Mittelwerte von 7,4 bis 10,3 mm ermittelt.
Zugleich erhöht sich die Standardabweichung auf bis zu 3,0 mm für die Variante p3T2, während
sie für ℎKSM, T2 in allen Fällen weniger als 1,0 mm beträgt. Diese Aussage bezüglich ℎKSR lässt
sich auf �1 sowie �3 übertragen. Auch für diese Prozessparameter ist ein einheitlicher Trend zu
reduzierten Mittelwerten bei zugleich erhöhten Standardabweichungen zu verzeichnen.
1 hKSM, T2 = 12,4 bis 14,1 mm; hKSM, T1 und hKSM, T3 liegen im Bereich von 7,8 bis 9,6 mm.













































































Abbildung 4.51: Querverzug ℎKS, G1P3 für Prozessstufe 1
Die Auswertung der Daten auf Basis der statistischen Versuchsplanung untermauert die getrof-
fenen Aussagen. Es wird für alle Ränder eine quadratische Abhängigkeit der ℎKS-Werte von �
ermittelt. Das korrigierte Bestimmtheitsmaß des Modells beträgt R2korr, ℎKSM = 0,86 und sinkt auf
R2korr, ℎKSL = 0,67 sowie R
2
korr, ℎKSR
= 0,41 ab. Eine Abhängigkeit der ℎKS-Werte vom applizierten
Pressdruck � liegt nicht vor. Die Ergebnisse sind in Abbildung 4.52 zusammengefasst. Es wird an
dieser Stelle vermutet, dass die Kombination aus erzieltem Kristallisationsgrad und dem Maß des
MaterialquetschĆusses für diese Abhängigkeiten mitverantwortlich ist. Es wird hierzu auf die Ergeb-
nisse in den Abschnitten 4.2.1 und 4.1.3 sowie die ergänzende Betrachtung der Randunterschiede
























Abbildung 4.52: HaupteinĆussgrößen zur quadratischen Abhängigkeit von ℎKS gegenüber � (95 %
KonĄdenzintervall)
In der weiterführenden Analyse von PS2 werden lediglich die Ränder KSL und KSR behandelt.
Die Bewertung von KSM wird vernachlässigt, da sich die Abweichungen zur Sollgeometrie auf
unter 0,1 mm belaufen. Bei der Begutachtung der Daten von ℎKSL und ℎKSR, siehe Abbildung 4.53,
treten zwei wesentliche Unterscheidungsmerkmale zu Prozessstufe 1 in Erscheinung. Zum einen
sind dies die reduzierten Standardabweichungen, die sich insbesondere für ℎKSR auf eine Niveau
von àℎKSR, PS2 . 1,4 mm reduzieren. Zum anderen gleichen sich die Mittelwerte der Ränder für die
individuellen Prozessparameterkombinationen auf ein Maß an, dass lediglich für p1T2 noch eine
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signiĄkante Abweichung zu verzeichnen ist. Die Tendenz der geringeren ℎKSR Werte bleibt für die
�2 und �3 Varianten jedoch auch in PS2 erhalten. Darüber hinaus zeigt sich, dass entgegen PS1
nun ℎKS, T1 < ℎKS, T3 < ℎKS, T2 Gültigkeit besitzt. Insbesondere für �1 und �3 zeigt sich in PS2

















































































Abbildung 4.53: Querverzugs ℎKS, G1P3 für Prozessstufe 2; die Angabe pxTy vereint die PS1 Parame-
tervariationen, die jeweils unter der PS2 Parameterkombination zusammengefasst
sind
Für die analytische Beschreibung der Ergebnisse von ℎKS in PS2 liefert die Auswertung des
statistischen Versuchsplans ein Modell von hoher Vorhersagegüte. Es ergeben sich Werte für R2korr
von 0,92 (KSR) und 0,91 (KSL). Die zugehörige graĄsche Darstellung des Modells Ąndet sich in
Abbildung 4.54.
ℎLSM:
Bei der Betrachtung der PS1 Werte für ℎLSM zeichnet sich ein diferenzierteres Bild als für ℎKSM.
Für die �1 sowie �2 Parameterkombinationen sind lediglich Schwankungen des Längsverzugs
innerhalb der jeweiligen Streubereiche der Mittelwerte festzustellen. Gemessen an den Absolutmit-
telwerten von 0,0 bis −0,3 mm können diese Unterschiede für die Praxis jedoch als vernachlässigbar
erachtet werden. Aufällig ist der gesteigerte Längsverzug der �3 Varianten von circa −1,0 mm,
der aus einer Längskrümmung der Versuchskörper resultiert. Die statistische Modellbildung be-
stätigt auch in diesem Fall die Beobachtungen. Die Datenbasis ergibt für ℎLSM eine geringfügige,
quadratische Abhängigkeit von der Werkzeugtemperatur � . Eine Abhängigkeit von der Presskraft
ist nicht nachweisbar. Die Vorhersagegüte des Modells ist mit R2korr, ℎKSR = 0,69 jedoch auf einem
relativ geringen Niveau. Basierend auf der Dickenanalyse der Laminate wird auch in diesem Fall
vermutet, dass dieser Efekt aus dem für �3 gesteigerten QuetschĆuss im GP-Bereich resultiert.
Für PS2 zeigt sich, dass insbesondere �1 Varianten einen erhöhten Längsverzug von −2,2
bis −3,3 mm aufweisen. Zudem ist ein linearer Trend zu betragsmäßig größeren Werten bei
ansteigendem Pressdruck � erkennbar1. Dem entgegen zeigt sich für � 2 Varianten keine eindeutige
1 p1T1 →p2T1: +27,6 %; p2T1 →p3T1: +12,6 %
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  = x - 4,319E-7
R2
korr
  = 0,9068
Abbildung 4.54: Vergleich der Messdaten und der Modellvorhersage für ℎKS in Prozessstufe 2
Änderung von ℎLSM in Abhängigkeit von �. In Verbindung mit Abbildung 4.49 lässt sich für
p2T2 jedoch festhalten, dass in Näherung ℎLSM = ℎ
⋆
LSM gilt und der Längsverzug somit nahezu
vollständig aus dem Spring-in der Versuchskörper herrührt. Ob diese Feststellung auf die übrigen
Prozessparameterkombinationen übertragbar ist, zeigt sich im weiteren Verlauf der Ergebnisanalyse
zum Spring-in der G1P3 Versuchskörper. Trotz indiferent wirkenden Verhaltens ist auch für
ℎLSM eine Vorhersage der zu erwartenden Abweichungen von der Sollgeometrie mit statistischer






































































Abbildung 4.55: Längsverzugs ℎLSM, G1P3 in T-Sortierung
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Abbildung 4.56: Vergleich der Messdaten und der Modellvorhersage für ℎLSM, G1P3 in Prozessstufe 2
Ergänzend zu den voranstehenden Darstellungen kombiniert Abbildung 4.57 die Kenngrößen
ℎKS sowie ℎLSM für PS1 und PS2. Um eine ausreichende Übersichtlichkeit zu gewährleisten, beruht
die Darstellung von PS1 lediglich auf den Werten von ℎKSM. Für PS2 wird der arithmetische
Mittelwert aus ℎKSL und ℎKSR aufgetragen. Diese Darstellung unterstützt die getrofenen Aussagen
und veranschaulicht die Clusterung der Prozessparametervarianten entsprechend der Werkzeug-
temperaturen � . Insbesondere für Prozessstufe 1 ist dabei eine klare Abgrenzung zwischen den
einzelnen Gruppen ersichtlich. Für PS2 wiederum verliert sich diese klare Abgrenzung für � 2 und
�3, wie bereits im Rahmen der Einzelkenngrößen ersichtlich wurde.























































Abbildung 4.57: Kombinierte Darstellung von ℎKSM über ℎLSM; eine Clusterung der Ergebnisse ist
abhängig von der Werkzeugtemperatur möglich





Entsprechend den Gleichungen 4.12 und 4.13 aus Abschnitt 4.3.4 bestehen geometrische Zusammen-
hänge zwischen ℎKSM, ÐKS sowie ÙKS . Für einen störungsfreien Versuchskörper sind entsprechend





kombinationen zu erwarten, wie diese für ℎKSM ermittelt wurden. Zur Bewertung dieser Annahme














































































































































































Abbildung 4.59: Patch-Querkrümmung Ù
KS
in T-Sortierung




zeigen sowohl für PS1 als auch für PS2 eine qualitativ gute Überein-
stimmung der Kurvenverläufe mit ℎKS. Dies schließt vergleichbare Tendenzen der Mittelwertab-
weichungen zwischen den Rändern sowie den Anstieg der Standardabweichungen, insbesondere
für KSR, mit ein. Diese Beobachtung liefert einen Indikator für die grundsätzliche Gültigkeit der
beschriebenen formalen Zusammenhänge der Kenngrößen.
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Wie bereits an früherer Stelle erwähnt wurde, ist in PS1 für eine idealisierte Fertigung keine
Änderung des Querschnitts entlang der G1P3 Versuchskörper zu erwarten. Dieser Sachverhalt
ist auf Basis der vorliegenden Daten jedoch nur für einzelne Prozessparameterkombinationen zu
veriĄzieren. Exemplarisch werden an dieser Stelle die Varianten p2T1 und p3T1 für eine Analyse
herangezogen. Die PS1 Mittelwerte für KSM und KSL besitzen in diesen Fällen über beide Druck-
niveaus hinweg eine Ð
KS
-Abweichung von 0,92 bis 0,98° zueinander1. Gleichzeitig korrespondieren
die Krümmungsmittelwerte der Patches mit Radien von 220 bis 232 mm2. Abbildung 4.60 veran-
schaulicht den resultierenden Krümmungsunterschied der Patches. Aus dem Zusammenspiel dieser











Konträr zum gerade beschriebenen Sachverhalt zeigen die �2 Varianten in PS1 ein stark




. Folglich ist mit einem uneinheitlichen
Querschnitt entlang der Längsachse zu rechnen. Dieser Umstand wird auch aus Abbildung 4.61(a)





Gerade repräsentiert den formalen Zusammenhang aus Gleichung (4.13). Aus dieser Datenübersicht


















































; eine Abweichung von der Gerade
entspricht einer Abweichung vom formalen Zusammenhang aus Gleichung (4.13);
zu beachten ist die unterschiedliche Skalierung der beiden GraĄken, die zu Gunsten
der Übersichtlichkeit nicht einheitlich gewählt ist
1 σÐ
KS
= 7,6 bis 12,8 %
2 σÙ
KS
= 5,0 bis 6,8 %
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wird vor allem für Prozessstufe 1 die erhöhte Varianz der Messdaten gegenüber dem analytischen





eine Tendenz zu geringeren Mittelwerten bei zugleich erhöhten Standardabweichungen zu
verzeichnen ist. Jedoch weichen auch KSL sowie KSM für vier von neun Parametervariationen teils
gravierend von der Idealgeometrie ab. Für Prozessstufe 2 indes resultieren die Messdaten in einer
deutlich verbesserten Übereinstimmung der Ränder mit Gleichung (4.13). Wie bereits für ℎKS ist
eine Gruppierung der Ergebnisse entsprechend der Werkzeugtemperatur � möglich. Hierbei zeigt
sich für die �2 Varianten eine gesteigerte Abweichung von der Idealgeometrie um circa 7,5°. �1
wie auch �3 lassen sich grundsätzlich durch den linearen Zusammenhang aus Gleichung (4.13)
annähern. Für die gegebenen Ù
KS
Werte, zeigen die Versuchskörper jedoch eine um etwa 2° zu
geringe Ausprägung von Ð
KS







verknüpft, um die getrofenen Aussagen weiterführend zu überprüfen.
Formfaktor �
KS
Anhand der Prozessparameter p2T2 konnte in Abschnitt 4.3.4 bereits gezeigt werden, dass für
G1P3 eine Reduzierung des Formfaktors �
KS
für KSL und KSR zu verzeichnen ist. Diese Ergebnisse
werden nun auf die Gesamtheit der untersuchten Prozessparameter erweitert. Ein erster Überblick













































































Abbildung 4.62: Formfaktor �
KS
für Prozessstufe 1
Aus dieser Darstellung wird ersichtlich, dass insbesondere �3 Parameterkombinationen für alle
Ränder eine Reduzierung des Formfaktors gegenüber �1 und �2 bewirken. Des Weiteren zeigen
KSL sowie KSR eine geringfügige Sensitivität der Mittelwerte gegenüber einer Druckerhöhung.
Am ausgeprägtesten ist die druckabhängige Änderung für �
KSR
bei einer Drückerhöhung von p1T2
auf p2T2. In diesem Fall wird eine Abnahme von 16,4 % ermittelt.
Bei einem allgemeinen Vergleich der �
KS
Mittelwerte von KSL und KSR, relativ zu KSM, treten
zwei wesentliche Merkmale aus der Datenanalyse in den Vordergrund. Zum einen betrift dies die
�1 Varianten der Prozessparameter, für die die folgenden Zusammenhänge gelten:




















Diese Gleichungen entsprechen einem abĆachen des Querschnitts von KSL nach KSR, wie es in
Abbildung 4.63(a) illustriert ist. Werte gemäß Gleichung (4.14) werden jedoch exklusiv für die � 1





lineare Änderung des ProĄlquerschnitts entlang des Versuchskörpers vor. Für die Prozessparameter














Ein solcher Zusammenhang korrespondiert mit einem beidseitigen, linearen AbĆachen des Quer-
schnitts, der zu KSR hin verstärkt ausgeprägt ist. Tritt das AbĆachen des Querschnitts für KSL

















(a) AbĆachen des Querschnitts
entlang der Längsachse
(b) Einseitiges AbĆachen des
Querschnitts
(c) Beidseitiges AbĆachen des
Querschnitts




Das zuvor beschriebene, vielfältige Bild für �
KS
Ąndet sich auch in der Auswertung auf Basis der
statistischen Versuchsplanung wieder. Abbildung 4.64 präsentiert hierzu eine Übersicht der Efekte
einzelner Faktoren auf die resultierenden �
KS
Werte der Ränder. Alle Ränder zeigen demzufolge
eine signiĄkante Abhängigkeit gegenüber der Werkzeugtemperatur � . Einzig für KSM ist diese





gegenüber dem Pressdruck � sowie von �
KSM
gegenüber der
Interaktion von � und � (p*T). Das korrigierte Bestimmheitsmaß der Modelle der jeweiligen
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Ergänzend zu Abbildung 4.64 sind in Abbildung 4.65 die Wechselwirkungen der Faktoren � und �
für die jeweiligen Ränder aufgetragen.




























Abbildung 4.64: Mittels statistischer Versuchsplanung ermittelter EinĆuss der Prozessparameter �
und � auf �
KS, G1P3
in Prozessstufe 1




Bei gesamtheitlicher Betrachtung der PS1-Daten für �
KS
kann insbesondere der Formfaktor von
KSM über ein weites Parameterspektrum hinweg als stabil betrachtet werden. Eine signiĄkante
Reduzierung des Formfaktors um circa 14,5 % ergibt sich erst für die Erhöhung der Werkzeugtempe-
ratur auf die Stufe � 3. Gleichzeitig ergibt sich für KSL sowie KSR kein einheitliches Bild hinsichtlich
des AbĆachens der Ränder gegenüber KSM. Ein wesentlicher Aspekt der Beobachtungen sind
jedoch die grundsätzlich geringeren �
KSR
gegenüber KSL sowie dessen erhöhte Standardabwei-
chungen. Dies korrespondiert mit einem verstärkten AbĆachen des Querschnitts zum Rand KSR
hin.




folgend, zeigt sich auch in PS2 ein Anstieg der �
KS
Werte in
Abhängigkeit von �2. Abbildung 4.66 zeigt hierzu den relativen Verlauf von KSL zu KSR, der
vergleichbar zu PS1 ist. Auf eine Darstellung von KSM wird in diesem Kontext verzichtet, da auf
Grund des geraden Querschnitts im Radius keine sinnvollen Werte für �
KSM
ermittelt werden. Bei
direktem Vergleich der Daten mit Prozessstufe 1 wird darüber hinaus ersichtlich, dass die �
KS
Mittelwerte für � 1 in PS2 und PS1 in Näherung übereinstimmen. Sowohl für die � 2 wie auch die � 3
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♣ reduziert sich dabei von durchschnittlich 3,81 ≤ 10−5 (°mm)−1












































































Abbildung 4.66: Formfaktor �
KS, G1P3
für Prozessstufe 2
Die statistische Modellbildung bestätigt diese Aussagen erneut. Für KSL zeigen die � 2 Varianten
sowie p2T3 und p3T3 die höchste SigniĄkanz. Für KSR lässt sich lediglich für p3T2, p2T3 sowie
p3T3 ein statistisch signiĄkanter Efekt nachweisen. Das Modell liefert Werte von R2korr, �KSL = 0,83
und R2korr, �KSR = 0,63. Die zugehörige Modellvorhersage ist in Abbildung 4.67 aufgetragen
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Abbildung 4.67: Vergleich der Messdaten und der Modellvorhersage für �
KS
in Prozessstufe 2
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Verdrillung Ò
Die Analyse der Verdrillung der G1P3 Versuchskörper zeigt in Prozessstufe 1, wie schon bei
den Untersuchungen zur Variation der LaminatkonĄguration, kein ersichtliches Schema dem
die Kenngröße folgt. Ein Modell zur Beschreibung konnte folglich nicht aus dem statistischen
Versuchsplan abgeleitet werden. Die Mittelwerte für Ò liegen im Bereich von 0,26° (p3T1) bis 4,03°
(p1T2), verbunden mit einer Standardabweichung von bis zu 2,1°. Einzig für die �1-Varianten
ist eine Tendenz hin zu geringeren Ò-Werten erkennbar. Darüber hinaus sind für p2T1 sowie
p3T1 geringe Standardabweichungen von unter 0,4° zu verzeichnen. Abbildung 4.68(a) trägt die
jeweiligen Messdaten für Ò über den Prozessparamterkombinationen auf.
Bedingt durch die Umformung der Versuchskörper in PS2 und die damit einhergehende geo-
metrische Versteifung des Versuchskörpers im Bereich des Radius, reduziert sich die Verdrillung
der Schenkel auf ein geringes mittleres Niveau von Ò = 0,2° (Abbildung 4.68(b)). Auf Grund von
Beträgen der Standardabweichungen, die vergleichbar zu den Mittelwerten selbst sind, ist dennoch
auch für PS2 keine Ableitung eines statistischen Modells möglich. Die Ergebnisse bestätigen jedoch
die Erkenntnisse aus Abschnitt 4.3.4, wonach die geometrische Versteifung der Winkelgeometrie





































































Abbildung 4.68: Verdrillung Ò in T-Sortierung
Spring-in �
Zum Abschluss der Ergebnispräsentation im Kontext der Parametervariation für G1P3 erfolgt die
Analyse des Spring-in �. Die für � ermittelte Bandbreite der Mittelwerte reicht von 0,07° (p2T3)
bis 1,35° (p3T1). In Abbildung 4.69 lässt sich deutlich die zugehörige Abhängigkeit der Daten von
der Werkzeugtemperatur � erkennen. Durch eine Erhöhung von � wird dabei eine Reduktion des
resultierenden Spring-in erzielt. Dieser Efekt ist für �1 am geringsten ausgeprägt und resultiert in
einem um 56,6 % reduzierten Mittelwert von p1T3 gegenüber p1T1. Für � 2 sowie � 3 werden indes
deutliche höhere Diferenzen von 99,4 % (p3T1 → p3T3) und 105,6 % (p2T1 → p2T3) beobachtet.
Sowohl p2T3 als auch p3T3 weisen einen Spring-in von �p2T3 ≡ �p3T3 ≡ 0 auf.
Die Auswertung der Daten anhand des statistischen Versuchsplans zeigt eine hohe Modellgüte
mit R2korr, � = 0,89. Eine Vorhersage des Spring-in ist auf Basis dieser Modellbildung mit hoher
Genauigkeit möglich. Abbildung 4.70 unterstreicht diese Aussage anhand der zugehörigen Vorher-
sagen des Modells. Darüber hinaus listet Tabelle 4.11 die Messdaten �G1P3 sowie die berechneten
Modellwerte �⋆G1P3 für exemplarische Prozessparameterkombinationen auf.




























































Abbildung 4.69: Spring-in � für Prozessstufe 2
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Modellvorhersage für θ in °
Abbildung 4.70: Vergleich der Messdaten und Modellvorhersage für � in Prozessstufe 2
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Tabelle 4.11: Vergleich der Messdaten und berechneter Modellwerte des Spring-in � für exemplarische
Prozessparameterkombinationen; à�⋆, 95 % entspricht dabei dem 95 %-KonĄdenzintervall
des berechneten Modellwerts �⋆
Variante � �⋆ à�⋆, 95 % �� = � ⊗ �⋆
p1T1-p1T1 0,74 0,85 0,23 −0,11
p2T2-p2T2 1,09 1,02 0,14 +0,07
p3T1-p3T1 1,41 1,33 0,23 +0,08
p1T3-p1T3 0,35 0,30 0,22 +0,05
p1T3-p2T1 1,17 1,19 0,23 −0,02
p1T2-p1T2 0,61 0,56 0,23 +0,05
p2T3-p3T2 0,72 0,72 0,21 ±0,00
alle Angaben in °
In Abschnitt 4.3.4 lieferte bereits die Auswertung der p2T2 Variante das Ergebnis, dass G1P3
Versuchskörper mit der Parameterkombination p2T2-p2T2 eine gute Übereinstimmung mit dem
formalen Zusammenhang zwischen � und ℎ
⋆
LSM zeigen
1. Auf Grund der Variation der �-Werte, die
sich aus der Prozessparametervariation ergibt, ist eine generelle Übertragbarkeit dieser Aussagen auf
andere Prozessparameter zu hinterfragen. Zu diesem Zweck zeigt Abbildung 4.71 die kombinierte
Darstellung von � und ℎLSM für alle Parametervarianten. Ein Gruppierung der Daten gemäß der
Werkzeugtemperatur � ist möglich, die jeweiligen Hüllkurven überschneiden sich jedoch deutlich
und lassen keine eindeutige Abgrenzung zu. Bezogen auf Gleichung (4.11) ist lediglich für die
�2-Varianten sowie p3T3 in guter Näherung eine Übereinstimmung der Messdaten mit diesem
formalen Zusammenhang zu verzeichnen. Für die übrigen Prozessparameterkombinationen nimmt
Längsverzug ℎLSM betragsmäßig zu hohe Werte an, was einer verstärkten Längskrümmung der
Versuchskörper entspricht. Die Einordnung dieser Ergebnisse in den Gesamtkontext der Arbeit
folgt in Abschnitt 5.1.1.


























Abbildung 4.71: Spring-in � als Funktion des Längsverzugs ℎLSM
1 Siehe Gleichung (4.11)
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4.3.6 EinĆuss von Tempern auf die Gestaltabweichungen der G1P3 Variante
Anhand von Variante G1P3 werden jeweils vier PS1 Versuchskörper der Parameterkombinationen
p2T1, p2T2 sowie p2T3 dem TemperproĄl in Tabelle 4.12 unterzogen.








Jeweils zwei Versuchskörper werden hierzu gleichzeitig in einem Trockenofen1 platziert. Ziel der
Untersuchung ist es, mögliche Efekte wie Nachkristallisation und Spannungsrelaxation in Bezug
zu den variierenden Prozessparametern zu setzen. Die Temperaturüberwachung im Innenraum
des Ofens erfolgt mit einem Typ-K Thermoelement, bei einer Messfrequenz von 0,2 Hz. Zur
Bewertung der geometrischen Änderungen wird vor und nach dem Temperzyklus an sechs Stellen
eines Versuchskörpers der Abstand zur Unterlage gemessen. Hierzu wird ein Maßstab mit 0,5 mm
Teilung verwendet. Die Messstellen sind in Abbildung 4.72 illustriert und lassen einen Vergleich zur
Kenngröße ℎKS zu. An dieser Stelle ist darauf hinzuweisen, dass die gezeigten Werte der getemperten
Versuchskörper durch Mittelwertbildung der jeweiligen Messstellen an den äußeren Kanten bestimmt
werden. Unter Berücksichtigung des 3,5 mm Versatzes der Prüfpunkte zur Bauteilkante, resultiert
dieses Vorgehen in einem z-Fehler der Messwerte gegenüber den Prüfpunktedaten. Im relevanten
Wertebereich von Ð
KS






Abbildung 4.72: Messstellen zur Bewertung der Änderung der Kenngröße ℎKS durch Tempern
Die Messwerte der getemperten G1P3 Versuchskörper sind in Abbildung 4.73 zusammen mit den
Messwerten der ungetemperten Versuchskörper dargestellt. Für die getemperten Versuchskörper
ergibt sich im Mittel ein Anstieg auf einen Wert von 15,96 mm (� 1) und 15,97 mm (� 2). Getemperte
p2T3 Versuchskörper zeigen im Vergleich lediglich einen moderaten Anstieg auf 9,48 mm. Für
alle betrachteten Prozessparameter reduzieren sich dabei geringfügig die Variationskoeizienten
der jeweiligen Messwerte. Wie schon für vorangehend behandelte Kenngrößen, ergeben sich
insbesondere für KSR abweichende Mittelwerte von KSM und KSL. Für die durch Temperung
induzierte Änderung von ℎKSM gilt der Zusammenhang
1 Thermconcept KU 140/04/A





































Abbildung 4.73: Getemperte (n.T.) und ungetemperte Werte von ℎKS für Prozessstufe 1
�ℎKSM, p2T1 > �ℎKSM, p2T2 > �ℎKSM, p2T3 (4.20)
mit
ℎKSM, p2T1, n.T. ≡ ℎKSM, p2T2, n.T. > ℎKSM, p2T3, n.T. (4.21)
4.4 Vorhersage von Gestaltabweichungen in der Simulation
Basierend auf den vorangehenden Ergebnissen der experimentellen Analysen in Abschnitt 4.3, folgt
im weiteren Verlauf deren Abgleich mit den Modellvorhersagen der Simulation. Die angewandte
Methodik der Modellbildung wurde in Abschnitt 3.4 bereits grundlegend erläutert. Im weiteren
Verlauf erfolgt die SpeziĄzierung der im Einzelnen durchgeführten Berechnungen sowie der zuge-
hörigen Modellparameter. Die Abmessungen der Versuchskörper und Transferbleche entsprechen
dabei den Angaben in Abbildung 3.1, 3.51 sowie 3.8.
4.4.1 Modellvalidierung der thermischen Analyse
Ein zentraler Aspekt der Validierung der thermischen Analyse ist der Abgleich des Temperaturver-
laufs von Simulation und Experiment. Die experimentelle Grundlage bilden die in Abschnitt 4.1.2
vorgestellten Untersuchungen zum Wärmehaushalt der Versuchskörper während der Verarbeitung.
Die Auswertung erfolgt auf Basis der Messwerte der eingebetteten Thermoelemente TE1 bis TE6
und korrespondierenden Knoten innerhalb des Simulationsmodells. Zur Erzielung einer hohen
Übereinstimmung zwischen der Vorhersage des Modells und dem realen Abkühlverhalten der
Laminate ist die DeĄnition akkurater Materialeigenschaften essentielle Grundlage. Die genutzten
Eingangsgrößen des Simulationsmodells sind in Tabelle B.2 im Anhang B.2.1 zusammengefasst.
Die Vernetzung der Instanzen der Transferbleche und des Versuchskörpers erfolgt mit DCC3D8
Volumenelementen, um auch konvektive Abkühlungsefekte berücksichtigen zu können. Die Instan-
zen des Ober- und Unterteils des Presswerkzeugs werden indes mit DC3D8 Volumenelementen
vernetzt. Diese Elementtypen, sowie geeignete Elementgrößen für die Vernetzung, wurden im
Rahmen einer vorgeschalteten Sensitivitätsstudie des Modells ermittelt. Tabelle 4.13 fasst die
daraus abgeleiteten ElementdeĄnitionen zusammen.
1 Die Breite des Transferblechs für PS1 wird so angepasst, dass sie der Verarbeitung eines einzelnen Versuchskörpers
entspricht.
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Tabelle 4.13: Zusammenfassung der Elemtenttypen und -abmessungen für die Vernetzung der Instan-
zen der thermischen Analyse
Instanz Elementtyp Kantenlänge Elementanzahl Seiten-
in mm über die Dicke verhältnis
PS 1
Werkzeugoberteil DC3D8 40 11 8,15 : 1
Werkzeugunterteil DC3D8 40 17 10,15 : 1
PS 2
Werkzeugoberteil DC3D8 15 5 / 171 3 : 1
Werkzeugunterteil DC3D8 15 5 / variiert 3 : 1
Transferblech ohne Nut DCC3D8 5 4 10 : 1
Transferblech mit Nut DCC3D8 5 4 / 22 10 : 1
Versuchskörper DCC3D8 2,2 4 / 83 8,4 : 1
1 Werkzeug mit geringer / hoher thermischer Masse
2 im Bereich ohne / mit Nut 3 im Bereich ohne / mit Patch
Des Weiteren ist es erforderlich, die Randbedingungen der Simulation fallspeziĄsch auf die
Gegebenheiten des Experiments anzupassen, um systematische Abweichungen von Simulation und
Experiment zu vermeiden. Dies umfasst die Umgebungstemperatur �Umg, den Konvektionskoei-
zienten ℎkonv, die Werkzeugtemperatur �wzg, die Vorlauftemperatur der Werkzeugtemperierung
�Vorlauf sowie die Wärmeübergangskoeizienten bei Festkörperkontakt ℎkond und zuletzt die variie-
renden Zeiten der einzelnen Prozessphasen1. Die Wahl der Konvektionskoeizienten ℎkonv erfolgt in
Anlehnung an die Gegebenheiten der Versuchskörperherstellung. Hierbei wird der Transfer als leicht
bewegte Luft charakterisiert. Für die Entformung sowie die Abkühlung der Versuchskörper an Luft
wird von ruhender Umgebungsluft ausgegangen. Die darauf basierend gewählten Werte betragen
ℎkonv ≡ 2 bis 30 W/(m2K) 2. Diese sind in Übereinstimmung mit gängigen Wertebereichen in der
Literatur, die sich aus Tabellenwerken wie etwa in [199, 200] ermitteln lassen. In den nachfolgenden
Paragraphen werden die übrigen für den Presszyklus relevanten Randbedingungen hinsichtlich
ihres EinĆusses auf das Ergebnis der Abkühlsimulation untersucht. Ausgehend von den Werten
des Ąnalen Simulationsmodells werden in den entsprechenden Paragraphen lediglich die jeweils
betrachteten Parameter variiert.
EinĆuss der Presswerkzeugmodellierung
Einen wesentlichen Anteil an der Übereinstimmung von Simulation und Experiment hat das
Vorgehen zur Modellierung der Presswerkzeuge in der Simulation. Dies umfasst einerseits die
DeĄnition einer ausreichend hohen thermischen Masse und andererseits die abstrahierte Berücksich-
tigung der Medienkanäle für die Werkzeugtemperierung3. Die positiven Efekte dieser Maßnahmen
auf die Ergebnisgüte zeigen sich exemplarisch in Abbildung 4.74 anhand der PS2 Messung mit
Werkzeugtemperatur �2. Darin betrachtet Variante 1 das Presswerkzeug zunächst als Körper
mit konstanter Temperatur �2. Eine Änderung der thermischen Masse nimmt in diesem Fall
keinen EinĆuss auf das Berechnungsergebnis, weswegen keine Variantenunterteilung vorgenommen
1 Transfer, Entformung und Abkühlung an Luft
2 Die genauen Werte sind in Tabelle B.3 im Anhang B.2.1 aufgeführt.
3 Siehe auch Abschnitt 3.4.1
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 V1    - TE1
 V1    - TE6
 V2.1 - TE1
 V2.1 - TE6
 V3.1 - TE1
 V3.1 - TE6
 V4.1 - TE1
 V4.1 - TE6
Experiment
(a) Werkzeug mit geringer thermischer Masse
Wzg PS2, m ≫ (Variante 1 bis 4.1)























 V1    - TE1
 V1    - TE6
 V2.2 - TE1
 V2.2 - TE6
 V3.2 - TE1
 V3.2 - TE6
 V4.2 - TE1
 V4.2 - TE6
Experiment
(b) Werkzeug mit hoher thermischer Masse
Wzg PS2, m ≪ (Variante 2.2 bis 4.2)
Abbildung 4.74: Vergleich verschiedener Modellierungskonzepte zur Berücksichtigung des EinĆusses
der Presswerkzeugmasse und -temperierung in der Simulation; das Beispiel beruht
auf dem Verpressen von PS2 Versuchskörpern mit der Werkzeugtemperatur �2
Variante 1: konstante, unveränderliche Werkzeugtemperatur
Variante 2: konstante Anfangstemperatur des Presswerkzeugs; eine Temperaturän-
derung durch Wärmeübertragung ist möglich
Variante 3: Modellierung des Presswerkzeugs gemäß Abschnitt 3.4.1, ohne Berück-
sichtigung der Werkzeugtemperierung
Variante 4: Modellierung des Presswerkzeugs gemäß Abschnitt 3.4.1
und eine geringe thermische Masse modelliert wird. Bedingt durch die konstante Temperatur
des Presswerkzeugs unterschätzt die Simulation die Zeit die erforderlich ist, um die Versuchskör-
per- und die Werkzeugtemperatur anzugleichen. Darüber hinaus werden die maximal erzielten
Abkühlraten im betrachteten Bereich um bis zu 100 % überschätzt und es erfolgt keine Erwär-
mung des Presswerkzeugs durch den Wärmeeintrag der Transferbleche und Versuchskörper. Dies
steht im Widerspruch zu Beobachtungen während der Versuchskörperherstellung, für die bei
�2 eine OberĆächenerwärmung von etwa 4 ◇C gemessen wird. In einer ersten Optimierung wird
das Presswerkzeug in Variante 2.1 (Wzg PS2, m ≫) und Variante 2.2 (Wzg PS2, m ≪) mit homogener
Anfangstemperatur deĄniert. Temperaturänderungen des Presswerkzeugs sind möglich und wer-
den im Verlauf des Presszyklus aus der Wärmeübertragung des Blech-Gelege-Stapels berechnet.
Die Ergebnisse bestätigen die grundsätzlich geringere Abkühlgeschwindigkeit der Versuchskörper
auf Grund des sich reduzierenden Temperaturgradienten. Insbesondere für Variante 2.1 ergibt
sich jedoch, bedingt durch die geringe thermische Masse bei gleichzeitiger Vernachlässigung der
Werkzeugtemperierung, eine um 2,8 ◇C zu starke Erwärmung des Presswerkzeugs. Die Entfor-
mungstemperatur der Versuchskörper wird folglich geringfügig überschätzt. Gegensätzlich wird
das Presswerkzeug in Varianten 2.2 nicht ausreichend durch die abgegebene Wärme des Blech-
Gelege-Stapels erwärmt, wodurch eine um 2,3 ◇C zu geringe Entformungstemperatur resultiert. In
einer weiteren Anpassung wird in Variante 3.1 (Wzg PS2, m ≫) und 3.2 (Wzg PS2, m ≪) die homogene
Werkzeugstarttemperatur durch einen Temperaturverlauf ersetzt. Die Berechnung dieses Verlaufs
erfolgt in Anlehnung an Abschnitt 3.4.1. Sie berücksichtigt für die anschließende Abkühlsimulation
jedoch keine Temperaturrandbedingung an den Systemgrenzen, die der Werkzeugtemperierung
entsprechen. Auch für Variante 3 zeigt sich deutlich der EinĆuss der thermischen Masse des
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Presswerkzeugs. Variante 3.1 zeigt einen zu Variante 2.1 analogen Erwärmungsefekt, der sich
auf Grund der anfänglichen Temperaturverteilung innerhalb des Presswerkzeugs nochmals um
2,4 ◇C verstärkt. Die Entformungstemperatur am Ende der Pressphase ist um 5,2 ◇C zu hoch.
Gleichzeitig bewirkt der Temperaturverlauf für Variante 3.2 eine verbesserte Vorhersage des Expe-
riments, da keine zu Variante 2.2 vergleichbar Unterkühlung des Versuchskörpers erzeugt wird.
Variante 4.1 (Wzg PS2, m ≫) und 4.2 (Wzg PS2, m ≪) beinhalten schließlich sowohl eine anfängliche
Temperaturverteilung innerhalb des Presswerkzeugs, als auch eine vereinfachte Modellierung der
Werkzeugtemperierung. Die Ergebnisse zeigen für Variante 4.1 eine weitere Verbesserung der
Vorhersagegüte, insbesondere mit Bezug auf die sich einstellende Entformungstemperatur der
Versuchskörper. Der maximale Fehler im abgebildeten Zeitbereich beträgt etwa 3,6 ◇C für das
Thermoelement TE1 zum Zeitpunkt � = 390,5 s. Variante 4.2 stimmt in Näherung mit Variante 3.2
überein.
EinĆuss der Kontakt-Wärmeübergangskoeizienten
Der thermische Festkörperkontakt bildet eine weitere Stellgröße, die maßgeblichen EinĆuss auf
die Ergebnisgüte der Simulation nimmt. Anders als für den konvektiven Wärmeübergang an
Luft existieren für den thermischen Festkörperkontakt jedoch keine umfassenden Tabellenwer-
ke. Ursächlich hierfür ist insbesondere, dass sich eine experimentelle Bestimmung des Kontakt-
Wärmeübergangskoeizienten ℎkond, bedingt durch die starke Interaktion von Werkstofpaarung,
OberĆächenbeschafenheiten und Anpressdruck, diizil gestaltet. Folglich existieren vorrangig
wissenschaftliche Veröfentlichungen mit einem speziĄschen Untersuchungsschwerpunkt als Quelle
dieses Parameters. Die darin publizierten Ergebnisse können jedoch lediglich als Richtwert dienen,
da eine absolute Vergleichbarkeit mit den Untersuchungen dieser Arbeit nicht gegeben ist. Die
relevanten Werkstofpaarung für die Abkühlsimulation umfassen Aluminium-Aluminium (Al-Al),
Aluminium-CF/PPS Laminat (Al-CFK) sowie Aluminium-Stahl (Al-St). Tabelle 4.14 fasst typische
Wertebereiche der relevanten Werkstofpaarungen zusammen und deĄniert die im Rahmen dieser
Arbeit genutzten Werte.
Tabelle 4.14: Wertebereiche für den Kontakt-Wärmeübergangskoeizienten relevanter Werkstofpaa-
rungen; mangels Verfügbarkeit von Daten für CFRTP beinhalten diese Quellen auch
reine Polymere
Werkstof- Wertebereich für Quelle Gewählter Wert für
paarung hkond in W/(m
2K) hkond in W/(m
2K)
Al-Al 2200 - 20000 [201Ű204] 6000
Al-St 3140 - 45000 [202Ű205] 25000
Al-CFK1 500 - 10000 [181, 206, 207] 3250
Mittels einer Variation der ℎkond Werte innerhalb der genannten Schranken wurde die Sensiti-
vität der Lösung quantiĄziert, bevor der Ąnale Datensatz festgelegt wurde. Die Presswerkzeuge
wurden hierzu entsprechend der Modellierung aus Abschnitt 3.4.1 respektive Variante 4 umgesetzt.
Abbildung 4.75 präsentiert einen Auszug dieser Parametervariation für die �2-Messungen der
Prozessstufen 1 und 2. Die Ergebnisse zeigen zunächst die Bedeutung des Wärmeübergangs des
heißen Blech-Gelege-Stapels auf das Presswerkzeug. Wird ℎkond für diese KontaktĆäche zu gering
gewählt reduziert sich die WärmeĆussdichte auf ein Maß, das keine ausreichende Wärmeabfuhr
zulässt. In der Folge entsteht ein Temperaturstau, der in der Simulation zu einer reduzierten
Abkühlgeschwindigkeit des Versuchskörpers führt (PS1, Kurve Al-St-10E3 sowie PS2, Kurve
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Al-Al-2E3)1. Eine Steigerung des Kontakt-Wärmeübergangskoeizienten zum Presswerkzeug hin2
erhöht in diesem Fall die Abkühlrate im Versuchskörper. Wird auf diesem Weg eine ausreichend
hohe Wärmestromdichte ermöglicht, bedingt eine weitere Erhöhung von ℎkond, Al⊗St (PS1) oder
ℎkond, Al⊗Al (PS2) keine Änderung des vorhergesagten Temperaturverlaufs (PS1, Kurve Al-St-40E3
sowie PS2, Kurve Al-Al-10E3 und Al-Al-14E3). Gleichfalls ergibt sich in diesem Fall eine In-
sensitivität des Simlationsergebnisses gegenüber einer Variation von ℎkond, Al⊗CFK innerhalb des
untersuchten Wertebereichs.
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 Finale Version TE1
 Finale Version TE6
(b) Prozessstufe 2
Abbildung 4.75: EinĆuss einer Variation der ℎkond-Werte für die Werkstofpaarungen in PS1 und
PS2 auf das Ergebnis der Abkühlsimulation für Werkzeugtemperatur �2
Auf Basis dieser Parameterstudie erfolgte die DeĄnition der ℎkond-Werte innerhalb der genannten
Schranken so, dass eine Insensitivität des Simulationsergebnisses gegenüber einer Variation der
ℎkond-Einzelwerte erzielt wird. Eine robuste Ergebnisvorhersage der Abkühlsimulation ist somit
sichergestellt. Eine experimentelle Validierung der ℎkond Werte ist im Rahmen dieser Arbeit nicht
erfolgt, wird für zukünftige Untersuchungen jedoch empfohlen.
Ergebnisse der Abkühlsimulation mit Ąnalem Parametersatz
Die Abbildungen 4.76 und 4.77 illustrieren den Vergleich der Abkühlsimulationen mit den experi-
mentellen Messkurven und bestätigen eine sehr gute Übereinstimmung der Daten. Insbesondere
der rapide Temperaturabfall in den ersten Sekunden des Pressvorgangs lässt sich qualitativ wie
quantitativ mit hoher Genauigkeit vorhersagen. Diese Phase der Abkühlung ist für die weiterfüh-
rende DeĄnition der Starttemperatur der mechanischen Analyse entscheidend. Ein Vergleich von
Experiment und Simulation zeigt für PS2 jedoch, dass eine zu schnelle Angleichung der Temperatur
innerhalb des Versuchskörpers vorhersagt wird. Dieser Efekt ist für �3 am ausgeprägtesten und
resultiert in einer Temperaturdiferenz von etwa 5 ◇C für den Messpunkt von Thermoelement TE1.
In Anbetracht real existierender Prozessstreuungen und der Tatsache, dass für die Hauptwerk-
zeugtemperatur, �2, die Diferenz von Experiment und Simulation mit 3,6 ◇C nochmals geringer
ausfällt3, wird diese Abweichung als ausreichend genau angesehen.
1 Die Angabe 10E3 steht stellvertretend für hkond = 10 000 W/(m2K).
2 Bei zugleich konstant gehaltenem Wärmeübergang innerhalb des Blech-Gelege-Stapels
3 Dies entspricht einem Fehler von 2,3 % bezogen auf die Entformungstemperatur.




































Abbildung 4.76: Vergleich von Simulation und Experiment für die Konsolidierung von Versuchskör-
pern in Prozessstufe 1 mit den Werkzeugtemperaturen �0 und �2;



































































Abbildung 4.77: Vergleich von Simulation und Experiment für die Umformung von Versuchskörpern
in Prozessstufe 2 mit den Werkzeugtemperaturen �1, �2 und �3;
Gestrichelte Linien repräsentieren die Thermoelemente TE2 bis TE5
Oben: Überblick über den Gesamtprozess
Unten: Detaildarstellung der Prozessphasen Transfer und Pressen
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Vorgehen zur DeĄnition der Starttemperatur für die mechanische Analyse
Auf Basis der präsentierten Vorhersage des Abkühlverhaltens der Versuchskörper ist der zweite
zentrale Aspekt der thermischen Analyse die DeĄnition der Starttemperatur der mechanischen
Analyse. Hierzu ist gemäß Abschnitt 3.4.1 eine ergänzende Einbeziehung der thermoanalyti-
schen Werkstofcharakterisierung vorzusehen. Die Bewertung dieser experimentellen Analysen in
Abschnitt 4.2.3 führte zu der Schlussfolgerung, dass für die betrachteten Versuchskörper keine
modellintegrierte Berechnung der Kristallisationsvorgänge auf Basis einer Subroutine vorzusehen
ist. Stattdessen werden nachfolgend zwei alternative Vorgehensweisen vorgestellt, um geeignete
Starttemperaturen der mechanischen Analyse zu deĄnieren.
Die erste Variante gründet auf einem phänomenologischen Vorgehen, welches auf Beobachtungen
während der Versuchskörperherstellung beruht1. Der dort beschriebenen Tatsache Rechnung tra-
gend, dass Versuchskörper direkt nach dem Pressprozess keine nennenswerten Gestaltabweichungen
zeigen, wird die Entformungstemperatur als Starttemperatur der mechanischen Analyse deĄniert.
Die zugehörigen Werte sind in Tabelle 4.15 zusammengefasst.
Tabelle 4.15: Starttemperaturen der mechanischen Analyse
Starttemperatur in ◇C gemäß
Werkzeugtemperatur Entformungstemperatur Tentf Algorithmus Tpc
T1 Abstand 104 155
T2 154 170
T3 206 209
Eine Alternative Möglichkeit zur Ermittlung der Starttemperatur beruht auf den DSC-Messungen
der thermoanalytischen Untersuchungen und dem im Rahmen derer Bewertung aufgestellten
Postulat. Das zugehörige methodische Vorgehen ist im Programmablaufplan von Abbildung 4.78
zusammengefasst. Es beruht auf einem iterierenden Abgleich zwischen der Temperatur � zum
Zeitpunkt ��, der dort vorherrschenden Abkühlrate �� und dem auf Basis der DSC-Messungen
vorhergesagten Kristallisationspeakwert �pc(��) für diese Abkühlrate. Als Voraussetzung für
eine signiĄkante Ausprägung thermischer Spannungen wird angenommen, dass die momentane
Temperatur � just kleiner ist als �pc.
Die mit diesem Algorithmus ermittelten Startwerte für die mechanische Analyse sind ebenfalls
in Tabelle 4.15 gelistet. Für � 3 liegt die errechnete Starttemperatur nur wenige Grad oberhalb der
Entformungstemperatur und lässt somit keine gravierende Abweichung der Ergebnisse der mechani-
schen Analyse erwarten. Die Werte für � 1 und � 2 indes liegen auf signiĄkant höherem Niveau als
die Entformungstemperatur. Diese Tatsache beeinĆusst die vorhergesagten Gestaltabweichungen
durch die erhöhte Temperaturdiferenz zwischen Starttemperatur und Umgebungstemperatur. Eine
Steigerung der vorhergesagten Gestaltabweichungen ist die Folge, die es im nachfolgenden Abschnitt
zu quantiĄzieren gilt. Ungeachtet dessen bekräftigen die errechneten Starttemperaturwerte das
aufgestellte Postulat, da diese Werte im Bereich der ersten Abweichungen der Abkühlkurven von
�1, �2 und �3 im Vergleich zu �0 liegen.
1 Siehe hierzu Abschnitt 4.1.3, Seite 59
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Startzeitpunkt der Abkühlung
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Abbildung 4.78: Programmablaufplan zur DeĄnition der Starttemperatur für die mechanische Ana-
lyse auf Basis der thermischen Analyse; �c steht an dieser Stelle für die Kristallisa-
tionstemperatur bei � = 10 K/min, die eine Obergrenze deĄniert oberhalb derer
nicht mit der Ausbildung kristalliner Bereiche zu rechnen ist
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4.4.2 Modellvalidierung der mechanischen Analyse
Aufbauend auf den Ergebnissen der thermischen Analyse folgt an dieser Stelle die Berechnung
der Gestaltabweichungen der unterschiedlichen Versuchskörper. Durch das linear-elastisch ange-
nommene Materialverhalten basiert die Berechnung auf einem linearen Temperaturschritt von der
deĄnierten Starttemperatur auf Umgebungstemperatur1. Die zugehörigen mechanischen Kennwerte
einer UD-Einzelschicht der CF/PPS Laminate sind in den Tabellen B.4 und B.5 im Anhang B.2.2
aufgelistet.
Zu Beginn der Untersuchungen wurde zunächst die Vernetzung der Versuchskörper auf Basis
einer Sensitivitätsstudie optimiert. Hierzu wurden die Extremvarianten der LagenkonĄgurationen,
G1P3 und G2P6, ausgewählt, für die die maximalen Gestaltabweichungen der geometrischen
Kenngrößen ℎKS (G1P3) und ℎLSM (G2P6) ermittelt wurden. Die Parametervariation umfasst die
folgenden Größen:
• Elementtyp: Volumenelemente mit linearer (C3D8, C3D8R) und quadratischer (C3D20,
C3D20R) Ansatzfunktion. Die Endung R einer Elementbezeichnung bezieht sich auf Ele-
menttypen mit reduzierter Integration.
• Elementgröße: Variation der Elementkantenlänge in der Laminatebene mit den Stufen grob
(g = 3,6 mm), mittel (m = 2,2 mm), fein (f = 1,1 mm), sehr fein (sf = 0,73 mm) und ultra fein
(uf = 0,55 mm). In Laminatdickenrichtung werden in allen Fällen jeweils zwei Einzellagen
gleicher Faserorientierung in einem Element zusammengefasst. Hieraus ergibt sich eine Anzahl
von vier Elementen im Bereich der Grundplatte, und acht Elementen im Bereich der lokalen
Verstärkung.
• Geometrische Linearität: Die Berechnung der Gestaltabweichungen auf Basis geometrisch
linearer (gl) respektive geometrische nicht-linearer (gnl) Zusammenhänge.
Die Ergebnisse der gnl-Varianten dieser Parameterstudie werden in Abbildung 4.79 präsentiert.
Die Normierung der Daten erfolgt darin auf das jeweilige Ergebnis der Variante C3D20-gnl-f, die
die berechnungsintensivste Lösung darstellt. Auf die Ergebnisse der gl-Varianten wird an dieser
Stelle nicht gesondert eingegangen. Die Ergebnisse konnten zeigen, dass die großen Deformationen
der Versuchskörper eine Berücksichtigung geometrischer Nichtlinearität erforderlich machen. Nur
auf diese Weise ist sichergestellt, dass das lokale Koordinatensystem der UD-Einzelschichten
entsprechend ihrer sich ändernden Faserorientierungen transformiert wird. Eine Nichtbeachtung
dieses Aspekts resultiert in einem Überschätzen der Berechnungsergebnisse der gl- gegenüber den
gnl-Varianten von bis zu Faktor 380. Im Hinblick auf die gnl-Varianten zeigt sich für C3D8, dass
erst für sehr feine Vernetzungen der Grenzwert der Lösung erreicht wird. Werden ausreichend hohe
Vernetzungsfeinheiten gewählt, ist die Lösung jedoch vergleichbar zu Elementen mit quadratischer
Ansatzzfunktion. Letztere liefern bereits bei einer groben Vernetzung Ergebnisse, die durch eine
Netzverfeinerung nicht weiter verbessert werden können. Zuletzt zeigen C3D8R-Elemente ebenfalls
über alle Netzfeinheiten einheitliche Ergebnisse, liefern jedoch um den Faktor 1,03 bis 1,07 höhere
Werte.
Auf Basis der gewonnenen Erkenntnisse wurden die nachfolgend präsentierten Berechnungser-
gebnisse unter Verwendung von Variante C3D20-gnl-m generiert. Diese verbindet eine zeiteiziente
Durchführung der Berechnungen, mit einem Maximum an Informationsdichte in Laminatdickenrich-
tung. Letzteres ist von Bedeutung, um für die PS2-Winkelgeometrie die entsprechenden thermischen
Dehnungen abbilden zu können. Darüber hinaus wird die gewählte Variante durch Untersuchungen
1 Für weitere allgemeine Randbedingungen der mechanischen Analyse siehe auch Abschnitt 3.4.2.











































































































Abbildung 4.79: Normierte Darstellung des EinĆusses von Elementtyp und -größe auf das Ergebnis
der mechanischen Analyse; die Normierung erfolgt auf die Variante C3D20-f-gnl,
wobei die Kenngrößen ℎKSM, G1P3 und ℎLSM, G2P6 als Bewertungsgrundlage dienen
anderer Autoren gestützt, die in ihren Arbeiten zu vergleichbaren Schlussfolgerungen gekommen
sind. Die dort genannten Empfehlungen werden durch die Kombination C3D20-gnl-m bestätigt
und erfüllt1.
Vergleichende Bewertung der Gestaltabweichungen in Simulation und Experiment
In Analogie zu den Ausführungen in Abschnitt 4.3 werden in den folgenden Paragraphen die
Ergebnisse der experimentellen Analysen mit den Vorhersagen des Simulationsmodells verglichen.
Der Fokus dieser Gegenüberstellung liegt auf der IdentiĄkation und QuantiĄzierung von Unter-
schieden zwischen den jeweiligen Datensätzen. Im Gegensatz zu der Auswertung der experimentell
ermittelten Daten werden für die Simulation KSL und KSR in einem Wert zusammengefasst, da
durch die Abwesenheit von äußeren Störgrößen jeweils identische Werte ermittelt werden.
Höhenversatz ℎKS und ℎLSM:
Beginnend mit ℎKS zeigt Abbildung 4.80 den Vergleich von Simulation und Experiment für die
Prozessstufen 1 und 2. Aus dieser Darstellung wird bei zunächst ganzheitlicher Bewertung der
Daten ersichtlich, dass das vorgestellte Simulationsmodell geeignet ist, um den qualitativen Verlauf
von ℎKS korrekt vorherzusagen. Die Vorhersagegüte ist für beide Starttemperaturen vergleichbar.
Ihre jeweiligen Wertediferenzen liegen zu einem überwiegenden Teil unterhalb der Standard-
abweichungen der Experimente. Eine deutliche Mittelwertverschiebung von �pc gegenüber �entf
wird lediglich für G1P3 und G2P3 ermittelt und beläuft sich auf 1,1 bis 1,7 mm. Für die übrigen
Laminatvarianten ist beiden Starttemperaturen gemein, dass quantitative Mittelwertabweichungen
von mehr als einem Millimeter für die Laminatvarianten G1P3, G1P4, G2P3 und G2P4 vorliegen.
Mit Bezug zu G1P4 sowie G2P4 bezieht sich diese Aussage vorrangig auf die Prüfpunktereihe
KSM, für die in beiden Fällen kein Querverzug vorhergesagt wird. Das reale Verformungsverhal-
ten von KSL/KSR wird jedoch qualitativ (G1P4) und quantitativ (G2P4) korrekt abgebildet.
Bezüglich ℎKSM wird vermutet, dass dieses Phänomen mit dem überlagerten Längsverzug dieses
Versuchskörpertyps in Verbindung gebracht werden kann. Übereinstimmend mit G1P4, allerdings
nur zutrefend für �entf , wird darüber hinaus auch für G1P3 der Wert von ℎKS unterschätzt.
Ausgehend von ℎKSM, G1P3(�entf) beträgt die Diferenz 2,9 mm (23,1 %) gegenüber den Messwerten.
Für ℎKSL/KSR, G1P4 sind es für beide Starttemperaturen im Mittel etwa 2,0 mm (43 %). Diese
1 Siehe auch Abschnitt 2.3.6
















































































































 hKSL/KSR, Sim für Tstart = Tentf 
 hKSL/KSR, Sim für Tstart = Tpc
(b) Prozessstufe 2
Abbildung 4.80: Vergleich von Simulation und Experiment der Kenngröße ℎKS in G-Sortierung
Diferenzen reduzieren sich für Prozessstufe 2 deutlich und bestätigen die allgemein verbesserte
Vorhersagegüte für ℎKS in Prozessstufe 2. Übereinstimmend für PS1 sowie PS2, und entgegen den
vorangehend beschriebenen Fällen, überschätzt die Simulation die ℎKS-Werte für G2P3. Basierend
auf den Erkenntnissen aus Abschnitt 4.1.3 besteht die Wahrscheinlichkeit, dass diese Abweichungen
in der Rissbildung innerhalb der Patches begründet ist. Dieser Aspekt wird in Abschnitt 5.1.3 der
Diskussion weiterführend beleuchtet.
Die Vorhersage des Längsverzugs ℎLSM der Versuchskörper liefert gemäß Abbildung 4.81 für
eine Vielzahl der LagenkonĄgurationen eine gute Übereinstimmung mit den Messwerten. Diesem
allgemeinen Trend entgegenstehend, zeigen sich für die Varianten G1P5, G1P6 sowie G2P6 gravie-
rende Abweichungen. Als Ursache dieser Beobachtung wird, analog zu ℎKS, G2P3, die Rissbildung
im Bereich des Patches vermutet, weswegen auch an dieser Stelle auf Abschnitt 5.1.3 verwiesen
wird. Bezug nehmend auf die Abweichungen der Simulation für ℎKS, G1P4/G2P4 zeigt sich auch
für ℎLSM, G1P4/G2P4 keine Übereinstimmung mit den Messdaten. Entgegen ℎKS überschätzt die
Simulation das Längsverzugsniveau ℎLSM jedoch um 3,48 mm (G1P4, PS2) bis 6,53 mm (G2P4,
PS1)1. Die LängsbiegesteiĄgkeit der Versuchskörper wird durch die Simulation folglich zu weich
wiedergegeben. Bedingt durch diese überhöhte Längskrümmung entsteht eine geometrische Verstei-
fung des Versuchskörpers, die einem Querverzug entgegenwirkt und im Bereich von ℎKSM maximal
wird. Entgegen dem Erscheinungsbild realer Versuchskörper scheint dieser Efekt in der Simulation
überschätzt zu werden, wodurch eine Ausprägung von ℎKSM, G1P4/G2P4 gänzlich unterbunden wird.
Auch Prozessstufe 2 zeigt diesen Efekt der geometrischen Versteifung, bedingt durch den Radius
der Winkelgeometrie. Die verkürzte freie Schenkellänge des PS2 Versuchskörpers bedingt jedoch
eine geringere Ausprägung von ℎLSM, G1P4 gegenüber PS1 und zugleich eine geringere Abweichung
der Werte ℎKSL/KSR, G1P4 zwischen Simulation und Experiment.
1 Angaben beruhen in diesem Fall auf Tentf .
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Abbildung 4.81: Kombinierter Vergleich von Simulation und Experiment der Kenngröße ℎLSM für











, die in Ab-
schnitt 4.3.3 eingeführt wurden. Ziel dieser Kenngrößen war es den Querschnitt der Versuchskörper




entlang der Versuchskörperlängsachse konnten vorrangig auf den EinĆuss prozesstechnischer Stör-
größen zurückgeführt werden. Derartige EinĆussgrößen Ąnden im angewandten Simulationsmodell





deren analytische Verknüpfung mit ℎKS wiederĄndet1. Erwartungsgemäß
stimmen die Kurvenverläufe der Kenngrößen als Funktion der LaminatkonĄguration qualitativ
mit ℎKS überein und lassen keine ergänzenden Schlüsse zu. Dieser Sachverhalt gilt sowohl für PS1
als auch PS2.




für PS1 zusammen. Aus Gründen der Übersicht beinhaltet diese Darstellung isoliert die Simula-
tionsergebnisse für �entf . Anhand dieser Darstellungsform bestätigen sich die bereits getätigten
Aussagen zur geometrische Versteifung von Versuchskörpern mit ausgeprägter Längskrümmung.
Dies ist für die LaminatkonĄgurationen mit P4-, P5- und P6-Patches der Fall. Diesen allen gemein




. Wie zu erwarten,
reduziert sich diese Diskrepanz an den freien Enden der Versuchskörper. Bedingt durch die höhere
LängssteiĄgkeit der Versuchskörper fällt diese Angleichung an Gleichung (4.13) für die G1-Vari-
anten geringer aus. All übrigen LaminatkonĄgurationen ohne ausgeprägten Längsverzug zeigen,
sowohl für die Prüfpunktereihen KSM wie auch KSL/KSR, eine sehr gute Übereinstimmung mit
diesem analytischen Zusammenhang.
1 Gleichungen (4.12) und (4.13)
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stufe 1; Die Ergebnisse beruhen auf der Starttemperatur �entf ; eine Abweichung von
der Gerade entspricht einer Abweichung vom formalen Zusammenhang aus Glei-
chung (4.13); zu beachten ist die unterschiedliche Skalierung der beiden GraĄken,
die zu Gunsten der Übersichtlichkeit nicht einheitlich gewählt ist.
Verdrillung Ò:
Im Zuge der Auswertungen der Simulationsergebnisse wurde für keine LaminatkonĄguration eine
Verdrillung der Versuchskörper festgestellt. Dies gilt sowohl für Prozessstufe 1 als auch der Prozess-
stufe 2. Diese Tatsache stärkt die in Abschnitt 4.3.4 getrofene Annahme, dass die Verdrillung nicht
auf die Vorgänge thermischer Dehnungen und überlagerte Biege-Drill-Kopplung zurückzuführen ist.
Eine weiter Auseinandersetzung mit dieser Problemstellung folgt, wie an früherer Stelle erwähnt,
in Abschnitt 5.1.2
Spring-in �:
Zum Abschluss der Vorhersage der geometrischen Kenngrößen als Funktion der LaminatkonĄgura-
tionen zeigt Abbildung 4.83 die Ergebnisse des Spring-in �. Gemäß den Beobachtungen die bereits
für die experimentelle Datenbasis vorgestellt wurden, ähnelt der Kurvenverlauf von � dem Verlauf
von ℎLSM. Dieser Feststellung entsprechend, ist es für einen Großteil der LaminatkonĄgurationen
nicht möglich eine akkurate Vorhersage in der Simulation zu realisieren.
Lediglich für die Varianten G1P1, G1P2, G2P1, G2P2 sowie G2P5 ist dies mit Abweichungen im
Bereich von 12,3 % (G2P2) bis 23,1 % (G1P1) möglich. Zwar wurde die Ermittlung des Spring-in
grundsätzlich vom Anteil der Längskrümmung entkoppelt1, nichtsdestotrotz kommt auch an dieser
Stelle die zu weiche Wiedergabe der VersuchskörperlängssteiĄgkeit zum Tragen. Diese Feststellung
gilt insbesondere für die P3- sowie P4-Varianten der LagenkonĄgurationen. Für die P5- sowie
P6-Varianten überlagert erneut der EinĆuss intralaminarer Rissbildung, wodurch der theoretisch
erzielte Längsverzug und Spring-in abgebaut wird.
1 Siehe Abschnitt 4.3.3



























































Abbildung 4.83: Vergleich von Simulation und Experiment der Kenngröße � für Prozessstufe 2
Prozessparametervariation der G1P3-Versuchskörper:
Als Ergänzung der Ausführungen zur Vorhersagegüte des Simulationsmodells für die verschiedenen
LaminatkonĄgurationen, erfolgt an dieser Stelle eine Erweiterung auf die G1P3 Versuchsdaten mit
den Werkzeugtemperaturen � 1 und � 3. Die Ergebnispräsentation beschränkt sich auf die Kenngrö-
ßen ℎKS und ℎLSM, für die gezeigt werden konnte, dass sie ein repräsentatives Abbild der generellen
Vorhersagegüte widerspiegeln. Der Pressdruck Ąndet keinen Eingang in diese Berechnungen.
Die zugehörigen Ergebnisse der Simulation sind in Abbildung 4.84, gemeinsam mit den bereits
bekannten Versuchsdaten, aufgetragen. Beginnend mit ℎKS der Prozessstufe 1 zeigt sich darin für
�1 eine Abweichung zu den Messdaten von etwa −2 bis 3 mm für Starttemperatur �entf und 1
bis 2 mm für �pc. Werden die Streuungen der Messwerte mit einbezogen, bilden die Ergebnisse
der beiden Starttemperaturen eine obere und untere Abschätzung des realen Niveaus von ℎKS, T1.
Bei weiterer Betrachtung von �2 werden die Ergebnisse durch �2entf erneut um etwa 1 bis
2 mm unterschätzt1. Wie schon im vorangehenden Paragraphen gezeigt wurde, herrscht für die
Vorhersage von ℎKS mit �2pc eine gute Übereinstimmung mit den Messergebnissen. Im Sinne
der implementierten Materialdaten ergibt sich für �3entf und �3pc eine nochmals gesteigertes
Werteniveau der Vorhersage für ℎKS. Der Unterschied zu den Versuchsdaten wird folglich gravierend
und beträgt etwa 8 mm. Wie bereits an früherer Stelle ausgeführt wurde, ist das experimentelle
Ergebnis bei �3 jedoch geringer, als dies für eine fehlerfreie Fertigung zu erwarten wäre. Dieser
Sachverhalt bestätigt sich in Teilen auch für die Daten der Prozessstufe 2. Zwar wird die Diferenz
nicht vollständig egalisiert, jedoch reduziert sich die Abweichung der �3-Werte von Versuch
und Simulation auf 4,5 mm. Vergleichbar zu den vorangehenden Ergebnissen der verschiedenen
LaminatkonĄgurationen, zeigt sich auch für die Variation der Werkzeugtemperatur eine allgemein
bessere Vorhersagegüte in PS2. Die ℎKS, Sim Werte liegen für � 1 und � 2 überwiegend innerhalb des
Streubands der Versuchsdaten. Lediglich für � 1pc wird der Querverzug um circa 2 mm überschätzt
und liefert kein zufriedenstellendes Ergebnis.
1 Auf Grund des Verdachts auf eine Verfälschung der KSR-Werte durch QuetschĆuss des Materials, wird KSR an
dieser Stelle nicht berücksichtigt.
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(b) Prozessstufe 2
Abbildung 4.84: Vergleich von Simulation und Experiment der G1P3-Kenngrößen ℎKS und ℎLSM für
eine Variation der Werkzeugtemperatur �
Bei der Bewertung von ℎLSM ist eine vergleichbar gute Übereinstimmung lediglich für �1 zu
verzeichnen. Dies gilt sowohl für PS1 als auch PS2. Für � 2 sowie � 3 wird in Prozessstufe 1 zwar das
Werteniveau korrekt vorhergesagt, es ergibt sich jedoch ein Längsverzug mit falschem Vorzeichen.
In Prozessstufe 2 wird das Vorzeichen des Längsverzugs korrekt vorhergesagt. Das Werteniveau
weicht jedoch signiĄkant von den realen Messwerten ab. Eine Erläuterung liefern die Ergebnisse
zu ℎLSM im Kontext der Laminatvariation.
4.5 Zusammenfassung der Ergebnisse
Die Auswertung der Scandaten konnte zeigen, dass die gewählten geometrischen Kenngrößen dazu
geeignet sind, eine Vielfalt unterschiedlicher Arten von Gestaltabweichungen zu charakterisieren
und zu quantiĄzieren. Der Nachweis erfolgte anhand von 14 verschiedenen LaminatkonĄgurationen,
die, abhängig von ihrem Lagenaufbau, einzelne Merkmale der Gestaltabweichungen mit variierender
Intensität ausprägen. Insbesondere G1P3 sowie G2P6, welche Patches mit rein unidirektionalem
Lagenaufbau besitzen, zeigen Extremwerte für den Verzug in Quer- und Längsrichtung. Die zu
Grunde liegenden Mechanismen können durch eine Modellvorstellung beschrieben werden, die
auf der resultierenden Dehnung von Grundplatte und Patch durch thermische Dehnung und
Kristallisationsschwindung beruht. Die Untersuchungen zur Variation des Lagenaufbaus wurden
begleitet von einer Variation der Prozessparameter für G1P3. Trotz der dort vorherrschenden
geringeren Unterschiede der Absolutwerte einer Kenngröße, konnten für die überwiegende Anzahl
statistisch signiĄkante Modelle abgeleitet werden. Aus diesen wurde ersichtlich, dass über alle
Kenngrößen hinweg eine dominierende Abhängigkeit der Gestaltabweichungen von der Werkzeug-
temperatur � besteht. Nur in vereinzelten Fällen besteht ein geringfügig signiĄkanter EinĆuss
des Pressdrucks � oder dessen Interaktion mit � . Für das Tempern ausgewählter G1P3 Varianten
wurde nachgewiesen, dass Versuchskörper mit geringem Kristallisationsgrad (�1) nach einem
Temperzyklus ℎKS-Werte zeigen, die auf einem zu � 2 vergleichbaren Niveau liegen. Für � 3 zeigten
sich hingegen lediglich geringfügige Änderungen.
Des Weiteren wurde aufgezeigt, dass prozessbedingte Störgrößen dazu führen können, dass
analytische Zusammenhänge zwischen den Kenngrößen bei realen Versuchskörpern keine oder nur
eingeschränkte Gültigkeit besitzen. Ein Beispiel ist die Analyse des Querschnittsverlaufs anhand
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von ℎKS, ÐKS und ÙKS . Es wurde ein systematisches AbĆachen für KSR ermittelt, kombiniert
mit einer damit einhergehenden, erhöhten Streuung der Kenngrößen. QuetschĆussefekte wurden
als möglicher Grund für diesen Sachverhalt identiĄziert. Mit Bezug zum Längsverzug der Ver-
suchskörper zeigte sich zudem, dass eine Rissbildung im Bereich des Patches insbesondere für
Versuchskörper mit P5 sowie P6 zu einem Rückgang der Verformungen führt. Eine Vorhersage der
Gestaltabweichungen erscheint in derartigen Fällen nur realistisch, wenn Simulationsmodelle zur
Anwendung kommen, die die zugehörigen Schädigungsmechanismen berücksichtigen.
Im Rahmen der Vorhersage der Gestaltabweichungen liefert die thermische Analyse sehr zu-
friedenstellende Ergebnisse. Beginnend mit der Transferphase, wird das Abkühlverhalten für
alle betrachteten Werkzeugtemperaturen von PS1 mit geringen Abweichungen vorhergesagt. Die
Abweichungen werden in der PS2-Transferphase mit 22 ◇C maximal, bedingt durch die ledig-
lich einseitige Abschirmung des Versuchskörpers mit einem Transferblech. Für die anschließende
Pressphase wird, trotz der Abweichungen in der Transferphase, für alle Varianten eine sehr gute
Übereinstimmung der Kühlraten erzielt.Dies gilt sowohl für �1 bis �3 als auch für das extre-
me Abschrecken der PS1 Versuchskörper bei �0. Die genaue Wiedergabe der Pressphase ist im
Rahmen dieser Arbeit entscheidend, da die dort vorherrschenden Abkühlraten einen EinĆuss auf
die DeĄnition der Starttemperatur für die mechanische Analyse nehmen. Zur Bestimmung dieser
Starttemperatur wurden zwei Ansätze deĄniert. Im ersten Fall wird in einem phänomenologischen
Ansatz die Entformungstemperatur �entf des Versuchskörpers gewählt. Im zweiten Ansatz erfolgt
die DeĄnition der Starttemperatur auf Basis eines Algorithmus zur vergleichenden Bewertung
der Abkühlsimulation mit der thermoanalytischen Werkstofcharakterisierung. Es konnte gezeigt
werden, dass sich abhängig vom gewählten Ansatz Abweichungen der Starttemperatur von 16 ◇C
(� 2) bis 51 ◇C (� 1) ergeben. Somit besteht ein signiĄkanter EinĆuss des gewählten Vorgehens auf
die vorhergesagten Gestaltabweichungen.
Die anschließende mechanische Analyse konnte zeigen, dass das vorgestellte Simulationsmodell
den Anwender dazu befähigt, die Gestaltabweichungen der Versuchskörper qualitativ und mit
Abstrichen auch quantitativ vorherzusagen. Die Güte der Vorhersage ist dabei maßgeblich davon
abhängig, in welchem Maße die Gestaltabweichungen durch prozessbedingte Störgrößen beeinĆusst
werden, da sich Efekte wie QuetschĆuss und Rissbildung im derzeitigen Simulationsmodells
nicht abbilden lassen. Sie führen zu teils gravierenden Abweichungen der Simulationsergebnisse
gegenüber den Versuchsdaten. Dies zeigt sich auch anhand eines Vergleichs von PS1 und PS2.
So wurde eine geringere Ausprägung derartiger Störgrößen für die PS2-Experimente ermittelt.
Diese Beobachtungen gehen einher mit einer verbesserten Übereinstimmung zwischen Versuch und
Simulation. Ein weiterer Aspekt der zu Abweichungen von Simulation und Experiment führt, ist
die geometrische Versteifung der Versuchskörper bei ausgeprägtem Längsverzug. Dieser unterbindet
eine korrekte Wiedergabe des Querverzugs für ℎKSM. Gleichzeitig wird die LängssteiĄgkeit der
Versuchskörper in der Simulation generell zu weich wiedergegeben, wodurch der genannte Efekt
weiter verstärkt wird. Zusammen resultieren diese Aspekte in einer reduzierten Vorhersagegüte
für ℎKSM und ℎLSM der P3-/P4- sowie der P5-/P6-Varianten. Die anschließende Variation der
Werkzeugtemperatur für G1P3-Versuchskörper lieferte darüber hinaus die Erkenntnis, dass die
Vorhersage der Simulation für � 1 eine ähnliche Qualität wie für � 2 aufweist. Für � 3 indes werden





Im Rahmen dieses Kapitels erfolgt die Gegenüberstellung und Interpretation der in Kapitel 4
vorgestellten Ergebnisse. Abschnitt 5.1 behandelt hierzu zunächst die Auswertung der experi-
mentell ermittelten Scandaten. Aufbauend auf deren Diskussion, fokussiert Abschnitt 5.2 die
Zusammenhänge der Experimente mit den Ergebnissen des Simulationsmodells. Abgeschlossen
wird das Kapitel durch Abschnitt 5.3, in dem die ermittelten Gestaltungsgrenzen aufgezeigt und
zugehörige Gestaltungsrichtlien abgeleitet werden.
5.1 Experimentelle Analyse der Gestaltabweichungen auf Basis dreidimensionaler Scandaten
Die Ausführungen dieses Abschnitts greifen die Ergebnisse der Abschnitte 4.1 bis 4.3 auf und
interpretieren diese weiterführend. Abschnitt 5.1.1 verknüpft hierzu zunächst die ermittelten
Gestaltabweichungen mit verschiedenen Aspekten der Versuchskörperherstellung. Anschließend
folgt in Abschnitt 5.1.2 die Diskussion der Verdrillung Ò als Folge metastabiler Gleichgewichtszu-
stände der G1 und G2 Grundplatten. Die Diskussion der Experimente wird in Abschnitt 5.1.3 mit
Ausführungen zur beobachteten Rissbildung abgeschlossen. Dort wird die Rissbildung im Hinblick
auf die resultierende zeitliche Änderung der Gestaltabweichungen interpretiert.
5.1.1 EinĆuss der Herstellung auf die Gestaltabweichungen
Die Abfolge der Diskussion von Wechselwirkungen zwischen Herstellungsprozess und resultierenden
Gestaltabweichungen orientiert sich an Abschnitt 4.1.3. Dort wurden die prozessbedingten EinĆuss-
und Störgrößen bereits identiĄziert und quantiĄziert.
QuetschĆuss und resultierende Variation der Bauteildicke
Vorangestellt zur Diskussion des QuetschĆusses und dessen EinĆuss auf die Gestaltabweichungen
der Versuchskörper, wird zunächst die Auswertung der Dickenmessungen aus Abschnitt 4.1.3
aufgegrifen. Wie dort gezeigt werden konnte, ist es nicht möglich, einen signiĄkanten EinĆuss
des Lagenaufbaus oder der zweistuĄgen Verarbeitung auf die Wandstärke der Versuchskörper
nachzuweisen. Lediglich für die Prozessparametervariation von G1P3 konnte in PS1 eine Abhän-
gigkeit der Wandstärke von Presskraft und Werkzeugtemperatur ermittelt werden. Obwohl diese
Ergebnisse den Erwartungen entsprechen, sind diese Erkenntnisse diferenziert zu bewerten, da
die Nenndicke der UD-Tapes von 0,15 mm einer nicht vernachlässigbaren Streuung unterliegt.
Bei der Materialeingangskontrolle wurden für die verarbeiteten Tapespulen Werte im Bereich
von 0,14 bis 0,16 mm gemessen. Die Analyse der Wandstärke steht somit in Abhängigkeit zu den
Tapespulenwechseln, die im Verlauf der Gelegeherstellung erforderlich waren. Insbesondere für die
Ergebnisse der statistischen Auswertung der Laminatdicken besteht somit die Möglichkeit, dass
ein EinĆuss des Lagenaufbaus von den Schwankungen der Nenndicke überdeckt wird.
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Mit Bezug zur Bewertung der Gestaltabweichungen wurde in Abschnitt 4.1.3 die These formuliert,
dass ein erhöhtes Maß an QuetschĆuss eine reduzierte Gestaltabweichung der Versuchskörper, bei
gleichzeitig erhöhter Streuung verursacht. Diese These kann auf Basis der Versuchsergebnisse nur in
Teilen veriĄziert werden. Vor der weiteren Ausführung der gewonnenen Erkenntnisse ist es jedoch
erforderlich, die besonderen Randbedingungen des Werkzeugs in PS1 nochmals darzulegen. Wie in
Abschnitt 3.1.2 und 3.2.2 eingeführt wurde, erfolgt die Konsolidierung der PS1-Versuchskörper in
einem Plattenwerkzeug mit dreiseitiger Tauchkantenbegrenzung. Die Positionierung der Gelege
innerhalb der Kavität wurde in Abbildung 3.5 illustriert. Bedingt durch die Länge der Versuchskör-
per, kann sich der QuetschĆuss im Bereich von KSR nicht frei ausprägen. Er wird durch die direkt
angrenzende Tauchkante blockiert und bildet eine gestauchte Materialanhäufung entlang KSR, die




Abbildung 5.1: Unterschiede des QuetschĆusses eines G1P3 Versuchskörpers an den Rändern KSL
und KSR in Prozessstufe 1; die Unterschiede der Kenngrößen für KSL und KSR
entstehen als Ergebnis der an KSR angrenzenden Tauchkante des Plattenwerkzeugs
Oben: Freie Ausbreitung bei KSL Unten: Blockierte Ausbreitung bei KSR




für PS1 bestätigt diese Aussage sowohl
für die Variation der LaminatkonĄgurationen1, als auch für die Prozessparametervariation von










Darüber hinaus zeigt sich eine Tendenz zu erhöhten Streuungen der Kenngrößen für KSR, abhängig
vom Maß in dem der QuetschĆuss durch die Tauchkante blockiert wird. Dieser Argumentation
entsprechend, treten die benannten Trends besonders deutlich im Kontext der Prozessparameter-
variation von G1P3 zu Tage. Dort liegt eine maximale Ausprägung von ℎ�� vor.
In Abschnitt 4.3.4 und 4.3.5 wurde darüber hinaus beschrieben, dass sich die Mittelwert-
diferenzen und zugehörigen Standardabweichungen für Prozessstufe 2 reduzieren. Unter dem
Gesichtspunkt der beschriebenen Zusammenhänge lassen diese Ergebnisse darauf schließen, dass
1 Siehe Abbildungen 4.43(a) und 4.44(a)
2 Siehe Abbildungen 4.58(a) und 4.59(a)
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durch das nochmalige Aufheizen und Verpressen der Laminate in PS2 ein Teil der Störungen
im Randbereich egalisiert werden. Vergleichbar zu Abbildung 5.1 wäre diese Tatsache durch ein
erneutes Ausquetschen angestauten Materials bei KSR denkbar. Die Relevanz derartiger Quetsch-
Ćussefekte wurde bereits durch andere Autoren im Zusammenhang mit der Drapierung und
Konsolidierung endlosfaserverstärkter Thermoplaste nachgewiesen [48, 88, 208Ű211]. So analysierte
unter anderem Hou [88] an verschiedenen, kohlenstoffaserverstärkten Laminaten aus UD-Tape die
Reduktion der Laminatdicke bei steigendem Pressdruck. Mit Bezug zu den genannten Arbeiten
ist dem Autor dieser Arbeit jedoch keine Veröfentlichung bekannt, die den QuetschĆuss dünner
Laminate bei mehrfacher Verarbeitung behandelt. Demzufolge ist eine abschließende VeriĄzierung
der beschriebenen Zusammenhänge an dieser Stelle nicht möglich. Es wird für zukünftige Arbeiten
empfohlen, ein Experiment mit speziĄschem Fokus auf diesen Sachverhalt hin durchzuführen.
Interaktion von Versuchskörpern, Transferblechen und Presswerkzeug
Der folgende Abschnitt behandelt die Efekte, die in der Literatur gemeinhin unter dem Begrif der
Ďtool-part interactionŞ zusammengefasst werden. Die dominierende EinĆussgröße in diesem Kontext
ist die Reibung zwischen Laminat und Werkzeug bzw. Laminat und ergänzenden Fertigungsmitteln.
Eine Übersicht über die Arbeiten anderer Autoren mit diesem Schwerpunkt wurde bereits in
Abschnitt 2.3.3 gegeben. Bezugnehmend auf die dort vorgenommene Einteilung der Reibungsefekte
in thermisch induzierte Reibung sowie dynamische Reibung bei der Drapierung, folgt an dieser
Stelle eine Einschätzung zur Relevanz der tool-part interaction für die Versuchskörperherstellung
in Prozessstufe 1 und 2. Diese dient als Grundlage für die weiterführende Diskussion der Simulati-
onsergebnisse in Abschnitt 5.2 und beruht auf dem Bezug zu ausgewählten Literaturquellen aus
Abschnitt 2.3.3.
Typisch für die Verarbeitung thermoplastischer Kunststofe erfolgt die Herstellung der Versuchs-
körper mit einer isothermen Temperierung der Formhälften. Die relevanten Werkzeugtemperaturen
sind �1 bis �3 des statistischen Versuchsplans aus Abschnitt 4.1.1. Aus dieser Randbedingung
lässt sich ableiten, dass die Werkzeugformhälften während des Pressvorgangs näherungsweise keine
thermische Dehnung erfahren. Die thermischen Dehnungen beschränken sich auf die Transferbleche
und sind durch �� = �V ⊗ �wzg bestimmt. Die zugehörigen Dimensionsänderungen der Transfer-
bleche lassen sich über �th = Ð�� berechnen. In Bezug auf die PS1 und PS2 resultieren hieraus













εth,wzg < εth,Al < εth,cfk
Δεth,wzg/cfk > Δεth,Al/cfk
und somit
Abbildung 5.2: Exemplarische Darstellung der variierenden thermischen Dehnungen in den Kontakt-
Ćächen von Laminat, Transferblech und Formwerkzeug; der Term �th, cfk steht darin
stellvertretend für die 90° orientierten Decklagen einer G2 Grundplatte
Diese Symmetrie der Randbedingungen für PS1 bestätigt die Beobachtung für Abbildung 4.42(a).
Der dort gezeigten Übersicht ist zu entnehmen, dass sich kein signiĄkanter EinĆuss der Dehnungs-
unterschiede von Transferblechen und Versuchskörpern der Gruppe 1 auf die Gestaltabweichungen
zeigt. Im Gegensatz zu PS1 liegt im Fall von PS2 eine asymmetrische Randbedienung vor. Bedingt
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durch die isotherme Werkzeugtemperatur des Formoberteils ergibt sich daraus für die Außenseite
des Versuchskörpers ein höhere Dehnungsdiferenz als für dessen Innenseite. Gleichzeitig behin-
dert die Haftbedingung zwischen Werkzeug- und LaminatoberĆäche eine freie Kontraktion des
Laminats. Unter diesen Bedingungen ist ein verstärkter Spring-in als Trend zu erwarten. Diese
These lässt sich vorrangig anhand von Variante G2P7 bestätigen. Bedingt durch deren Ausführung
von Grundplatte und Patch als Kreuzverbund ist mit einem weitestgehend neutralen Spring-in
Verhalten zu rechnen. Wie aus Abbildung 4.50 jedoch ersichtlich wird, weisen die Ergebnisse
einen um 2,5 mm höheren ℎLSM, G1P7 Wert auf, als nach Gleichung (4.11) berechnet wird. G1P1
sowie G1P7 indes zeigen eine gute Übereinstimmung von � und ℎLSM, was unter anderem mit
der höheren LängssteiĄgkeit der Grundplatte G1 gegenüber G2 in Verbindung gebracht werden
kann. Auf Grund der geringen thermischen Längsschwindung von G1 ist darüber hinaus mit einer
vernachlässigbaren Relativbewegung zwischen Formoberteil und LaminatoberĆäche zu rechnen.
Der für G2P7 beschriebene Efekt kommt folglich für G1P1 und G1P7 nicht zum Tragen.
Eine zweite EinĆussgröße, die signiĄkanten EinĆuss auf die ermittelten Gestaltabweichungen
nehmen kann, ist die geometrische Abweichung der Transferbleche und der Werkzeugkontur von
ihrer Sollgeometrie. Dies gilt sowohl für deren Lieferzustand, als auch für den zeitlichen Verlauf der
Versuchskörperherstellung. Letzteres verdient im Hinblick auf die reduzierte DruckĆießgrenze von
Aluminium im relevanten Temperaturbereich gesonderte Beachtung. Insbesondere die Transfer-
bleche müssen einer Kombination von �V > 300 ◇C und Flächenpressung � ⊘ 5 MPa widerstehen.
Zur Bewertung dieses Sachverhalts wurde die Nutbreite und -tiefe der Transferbleche für PS1
und PS2 zunächst im Lieferzustand mit einem digitalen Messschieber vermessen1. Anschließend
erfolgte die kontinuierliche Kontrolle der Nutbreite während der Versuchskörperherstellung. Entge-
gen den anfänglichen Erwartungen weitet sich die Nut im Verlauf wiederholter Presszyklen. Als
Gegenmaßnahme wurde deĄniert, dass ein regelmäßiger Wechsel der Transferbleche vorgenommen
wird. Dieser Sachverhalt steht dabei in direktem Zusammenhang mit dem in Abschnitt 4.1.3
beschriebenen Toleranzspalt, der sich aus der Diferenz von Nut- und Patchbreite errechnet. Im
Rahmen der Datenanalyse wurden die Patchbreiten aller lokal verstärkten Versuchskörper gemes-
sen. Die zugehörigen statistischen Werte sind in Tabelle 5.1 zusammengefasst. Diese Übersicht
zeigt, dass für die Grundgesamtheit der Versuchskörper ein Variationskoeizient der Patchbreite
von unter 1,22 % erzielt wird. Gleichzeitig zeigen die Maximalwerte jedoch die Notwendigkeit der
regelmäßigen Transferblechwechsel auf. Trotz dieser Varianz wurde kein Zusammenhang zwischen
der Patchbreitenvariation und einer Ausprägung der geometrischen Kenngrößen ermittelt. Entspre-
chende Störstellen Ąnden somit lediglich indirekt Eingang in die Datenerhebung, beispielsweise
durch eine Erhöhung der Standardabweichungen.
Tabelle 5.1: Statstische Auswertung der Patchbreite � für die Versuchskörper in PS1 und PS2
b in mm à in mm à / b in % bmax in mm
Prozessstufe 1 51,05 0,58 1,14 52,90
Prozessstufe 2 51,98 0,63 1,22 53,87
In Anlehnung an die Transferbleche wurde das Formwerkzeug von PS2 vor und nach der
Versuchskörperherstellung mit einer Koordinatenmessmaschine auf Formabweichungen geprüft2.
Dieses Vorgehen wurde gewählt, um sicherzustellen, dass keine plastische Formänderung der
1 Die Messstellen der Nutbreite korrespondieren zu Abbildung 4.9 entlang der Längsachse der Versuchskörper.
2 Die Messungen erfolgten durch die PELZ Technik GmbH.
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Aluminiumlegierung im Verlauf der Versuchskörperfertigung aufgetreten ist. Die Messungen
zeigen eine sehr gute Übereinstimmung der Werkzeugform mit deren Sollgeometrie. Tabelle 5.2
fasst die relevanten Bewertungsgrößen zusammen. Ein EinĆuss von Geometrieabweichungen des
Formwerkzeug auf die Gestaltabweichungen der Verzugskörper kann somit ausgeschlossen werden.
Tabelle 5.2: Ermittelte Abweichungen der Formkontur des Formwerkzeugs von der Sollgeometrie vor
und nach der Herstellung der PS2-Versuchskörper
� in mm à in mm �max in mm
Formoberteil
Lieferzustand 0,001 0,029 0,094
Endzustand -0,001 0,014 0,031
Formunterteil
Lieferzustand 0,005 0,034 -0,069
Endzustand 0,005 0,034 -0,079
Die Gestaltabweichungen im Kontext der Entformung
Trotz des Auftrags von Trennmittel war bei der Trennung der Versuchskörper von den Transferble-
chen zuweilen ein gewisser Kraftaufwand bei der Entformung erforderlich. Insbesondere für � 1 war
eine verstärkte Anhaftung und in der Folge ein erhöhter Kraftbedarf zu verzeichnen. Gleichzeitig
stellt die Entformung für alle Werkzeugtemperaturen einen kritischen Zeitpunkt der Prozesskette
dar, da sich der Werkstof noch oberhalb �g beĄndet. Durch einen erhöhten Kraftaufwand besteht
in diesem Zustand das Risiko bleibende Verformungen in die Versuchskörper einzubringen. Zum
Nachweis der Auswirkung erhöhter Entformungskräfte auf die Gestaltabweichungen zeigt Abbil-






Abbildung 5.3: Scandatenauswertung zum Nachweise der überhöhten Verformung einer Ecke des
Versuchskörpers durch die Einwirkung einer Hebelkraft während dessen Entformung
Um eine Trennung von Transferblech und Versuchskörper zu realisieren, musste an einer Ecke
von KSR eine Hebelkraft angesetzt werden. Erst daraufhin war eine Ablösung des Versuchskörpers
möglich. Nach der vollständigen Abkühlung ist deutlich die überhöhte Verformung der betrofenen
Ecke zu erkennen. Diese Beobachtung zeigt darüber hinaus, dass entsprechende Verformungen
nach Unterschreiten von �� erhalten bleiben. Sie unterstreicht somit die Bedeutung einer möglichst
schonenden Handhabung der Versuchskörper bei der Entformung.
Anhand einer Videoanalyse des Entformungsvorgangs konnte des Weiteren aufgezeigt werden,
dass die Versuchskörper zunächst in guter Näherung deformationsfrei vorliegen. Es wurde die
These formuliert, dass direkt nach der Entformung infolgedessen nur geringfügige thermische
Dehnungen im Laminat vorherrschen können. Um diesen Sachverhalt zu erfüllen ist es erforderlich,
dass die folgenden Voraussetzungen einzeln oder in Kombination erfüllt sind:
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�m ⊙ � > �c Die Matrix des Laminats beĄndet sich im Zustand der amorphen Schmelze
und zeigt strukturviskoses Verhalten. Thermische Dehnungen werden in diesem Zustand direkt
durch Abgleitvorgänge der Polymerketten auf molekularer Ebene abgebaut.
�c ⊙ � ⊙ �wzg Durch das Unterschreiten der Kristallisationsstarttemperatur �c beginnt die PPS
Matrix kristalline Bereiche auszubilden, wodurch ein Anstieg des Moduls eintritt. In Anlehnung
an Abschnitt 4.2 kann ab einem relativen Kristallinitätsgrad von 50 % davon ausgegangen werden,
dass mechanische Lasten übertragen werden können. Eine Ausbildung thermischer Spannungen
und resultierender Verformungen wäre somit möglich und es ist davon auszugehen, dass sich dieser
Zustand bereits während der Pressphase einstellt1. Dort unterliegt der Versuchskörper jedoch
einem Formzwang durch das jeweilige Presswerkzeug, der erst mit dem Beginn der Entformung
aufgehoben wird. Zugleich beĄndet sich der Versuchskörper für die Werkzeugtemperaturen �2
und �3 in der Pressphase mehr als 60 ◇C oberhalb seines �g. Diese Tatsache bedingt eine er-
höhte Kettenmobilität der amorphen Matrixanteile, wodurch eine Relaxation der thermischen
Spannungen möglich erscheint. Ein experimenteller Nachweis dieser Aussage ist jedoch nicht
trivial. Auf Basis von Handlungsempfehlungen zum Tempern von PPS wird aus diesem Grund ein
Gedankenmodell bemüht, um darauf aufbauend eine Abschätzung bezüglich des Relaxationsver-
mögens unter Formzwang zu trefen. So wird in [212] eine Haltezeit von 9 min/mm bei 220 ◇C für
unverstärktes PPS-Vollmaterial angegeben. Wird nun der schichtweise Aufbau der Gelegelaminate
zu Grunde gelegt, kann auf Basis der Schlifbilduntersuchungen in Abschnitt 4.1.3 in Näherung
von matrixreichen Schichten zwischen den Fasern ausgegangen werden. Unter der Annahme,
dass diese 10 µm Dicke besitzen, würde sich eine erforderliche Haltedauer von lediglich 5,4 s für
einen Tempervorgang ergeben. An dieser Stelle ist hervorzuheben, dass die Randbedingungen des
Pressvorgangs stark von denen eines Tempervorgangs abweichen. Die dargelegten Gedankengänge
zeigen jedoch, dass eine Relaxation der thermischen Spannungen unter Formzwang auf Grund
der erhöhten Mobilität der Molekülketten möglich erscheint. Eine ähnliche Feststellung wird von
Pötsch [71] im Kontext der Abschätzung von Schwindung und Verzug für spritzgegossene Bauteile
getrofen. Pötsch stellt dort fest, dass der Formzwang der Werkzeugkavität, verbunden mit den
erhöhten Prozesstemperaturen, zu einer unmittelbaren Relaxation eines Großteils der thermischen
Spannungen führt. Erst im Anschluss an die Entformung kann das Material frei kontrahieren und
induziert Verformungen des Bauteils.
Zur weiteren Bewertung der These wurde jeweils ein G1P3 sowie G2P6 Versuchskörper der
Prozessstufe 1 mit einer alternativen Prozessführung hergestellt. Hierzu wurde nach Ablauf
der Standardpresszeit von �press = 60 s die Presskraft aufrecht erhalten und die Kühlung der
Werkzeugtemperierung aktiviert. Mittels dieses Vorgehens wurden die Versuchskörper unter
Formzwang auf eine Entformungstemperatur von �g > �entf = 65 ◇C herunter gekühlt. Die
erforderlich Zeitspanne für diesen Vorgang betrug 3600 s. Bei der anschließenden Entformung ist
eine spontante Verformung der Versuchskörper zu beobachten. Diese Untersuchung zeigt, dass
bei ausreichender Abkühlung der Versuchskörper auch unter Formzwang ein Aufbau thermischer
Spannungen eintritt. Als Konsequenz zeigt der G2P6 Versuchskörper jedoch bereits bei der
Entformung eine gravierende transversale Rissbildung im Bereich des Patches. Auch in [88] wurde
für V-ProĄle anhand von CF/PP Tapelaminaten eine Abhängigkeit des Spring-in von der Presszeit
untersucht. Dort zeigte sich, dass für eine konstante Werkzeugtemperatur oberhalb von �g bereits
bei mehr als 10 s Presszeit ein konstantes Niveau für � erreicht wird. Bei kürzeren Presszeiten wurde
das Material nicht ausreichend abgekühlt, wodurch Deformationen des noch biegeweichen Materials
1 Siehe hierzu Abschnitt 4.2.3
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resultierten. Diese Abhängigkeit war innerhalb des betrachteten Wertespektrums unabhängig von
Lagenaufbau, Pressdruck und Radius des V-ProĄls. Folglich muss die Temperaturdiferenz zwischen
Entformungs- und Umgebungstemperatur den Spring-in dominieren. Die Ergebnisse stützen somit
die im Rahmen dieser Arbeit aufgestellte These.
Die vorangestellten Ausführungen liefern für sich genommen keinen allgemeingültige VeriĄzierung
der These, wonach erst nach der Entformung mit einer Ausprägung von Gestaltabweichungen
zu rechnen ist. Nichtsdestotrotz bilden sie, insbesondere in Verbindung mit den Ergebnissen aus
Abschnitt 4.2, eine solide Argumentationsbasis, um sie für dünnwandige Laminate aus CF/PPS
dennoch als wahrscheinlich anzusehen. Dem entsprechend erscheint der vorgestellte Modellierungs-
ansatz aus Abschnitt 4.4 zulässig, wonach die Entformungstemperatur der Versuchskörper als
Starttemperatur der mechanischen Analyse genutzt werden kann. Ein entsprechender Vergleich
der Ergebnisse wurde bereits in Abschnitt 4.4.2 vorgestellt und mit dem algorithmusbasierten
Vorgehen verglichen.
Faserdislokationen
Im Rahmen von Abschnitt 4.1.3 wurden die für diese Arbeit relevanten Arten von Faserorientie-
rungabweichungen qualitativ vorgestellt. Obwohl ihre quantitative Bewertung nicht Bestandteil
dieser Arbeit ist, werden sie an dieser Stelle im Kontext der Scandatenauswertung aufgegrifen,
um ihre Bedeutung für zukünftige Studien abzuschätzen.
Von besonderer Bedeutung sind in diesem Zusammenhang Faserdislokationen, die von einem
Verfehlen der Transferblechnut herrühren. Während dieser Fehler für PS1 sehr gut zu kontrollieren
ist, zeigt sich hier ein Schwachpunkt des Vorgehens in PS2. Trotz der grundsätzlich guten Repro-
duzierbarkeit besteht dort ein erhöhtes Risiko, die Nut des Transferblechs nicht ausreichend exakt
zu trefen. Neben der lokalen Störung der Faserorientierung durch das Verquetschen des Patches,
überlagert sich in diesen Fällen eine globale Abweichung der Schenkelorientierungen, wie sie in
Abbildung 5.4 gezeigt ist. Entsprechende Versuchskörper wurden auf Basis der Ausreißeranalyse
identiĄziert und aus der Grundgesamtheit der Versuchskörper entfernt. Auf Basis der gewonnenen
Erkenntnisse wird für zukünftige Untersuchungen empfohlen, das in PS2 genutzte Verfahrens-
prinzip weiterzuentwickeln. Eine Möglichkeit bietet eine Automatisierung der Abläufe, wodurch
Abweichungen aus manuellen Tätigkeiten vermieden werden.
Abbildung 5.4: Fehlerhafte globale Faserorientierung eines PS2-Versuchskörpers durch ein Verfehlen
der Nut des Transferblechs
Eine weitere Variante der Faserdislokationen spiegelt den Fall wider, in dem die Nut durch
den Patch getrofen wird und die entstehenden Toleranzspalte durch QuetschĆuss gefüllt werden.
Dieses Phänomen tritt als Teilaspekt der tool-part interaction in Erscheinung und wurde bereits im
Kontext der vorangehend beschriebenen Interaktion von Versuchskörpern mit den Transferblechen
diskutiert.
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Prozessparametervariation und Temperversuche der G1P3 Versuchskörper
Einen der Schwerpunkte des Abschnitts 4.3 bildete die Analyse des EinĆusses einer Prozessparame-
tervariation auf die Gestaltabweichungen der G1P3 Versuchskörper. Die dort gezeigten Ergebnisse
werden an dieser Stelle weiterführend mit Bezug zu den Ergebnissen der thermoanalytischen
Charakterisierung diskutiert. Die EinĆüsse des prozessparameterabhängigen QuetschĆusses auf die
Gestaltabweichungen wurden bereits in den vorangehenden Paragraphen behandelt und werden
an dieser Stelle nicht nochmals aufgegrifen.
Die Analyse der Ergebnisse des Abschnitts 4.3.5 lieferte als eine der zentralen Erkenntnisse,
dass die Gestaltabweichungen eine dominierende Abhängigkeit gegenüber der gewählten Werk-
zeugtemperatur aufweisen. Entsprechende statistische Modelle konnten für die geometrischen
Kenngrößen ℎKS, ℎLSM, �KS sowie � abgeleitet werden1. Ausgehend von � 2 als Standardtempera-
tur der Versuchskörperherstellung, zeigen sich bei der Betrachtung der Kenngrößen für �1 sowie
�3 die nachfolgend beschriebenen Efekte. Sie werden in Abbildung 5.5 stellvertretend anhand
von ℎKS, PS2 nochmals veranschaulicht. Die Darstellung ist zu Abbildung 4.53 identisch und bietet

















































































Abbildung 5.5: Querverzug ℎKS der G1P3 Versuchskörper für Prozessstufe 2
Werden die Ergebnisse der Kenngrößen für � 1 zu � 2 ins Verhältnis gesetzt, wird die grundsätzlich
geringere Ausprägung der �1 Absolutwerte ofensichtlich. Die einzigen Ausnahmen von dieser
Feststellung bilden ℎLSM, PS2 und �. So ergibt sich neben einem steigenden Absolutwert von
ℎLSM, PS2 auch ein Anstieg des Spring-in von etwa 0,4°. Dieser Sachverhalt korrespondiert jedoch mit
den zugleich reduzierten Absolutwerten von ℎKS, die in einem reduzierten Flachenträgheitsmoment
�� münden. Als Folge besitzen die PS2-Versuchskörper für � 1 einen reduzierten Widerstand gegen
eine Längskrümmung der Schenkel. Dieser Sachverhalt bestätigt sich auch in Abbildung 4.71, in
der die �1-Varianten eine stärkere Abweichung von Gleichung (4.11)2 aufweisen, als dies für �2
und � 3 beobachtet wird. Wieder mit Bezug zu den übrigen Kenngrößen existieren zwei wesentliche
EinĆussgrößen, welche die geringeren �1-Absolutwerte bedingen.
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• Als erste Ursache kann die geringere Temperaturdiferenz von �entf, T1, respektive �pc, T1,
und �U genannt werden. Dieser Aspekt steht in Bezug zu der Tatsache, dass die thermische
Dehnung maßgeblichen EinĆuss auf die Gestaltabweichungen der Versuchskörper nimmt.
Dieser lineare Zusammenhang lässt sich zwischen � 1 und � 2 deutlich anhand der �-Sortierung
von Abbildung 5.5 sowie den übrigen KenngrößengraĄken in Abschnitt 4.3.5 erkennen.
• Einen zweiten Aspekt liefern die Ergebnisse der thermoanalytischen Untersuchungen in
Abschnitt 4.2.1. Die ursprüngliche Motivation bei der Wahl der Werkzeugtemperaturen
war es, drei unterschiedliche Stufen der Kristallisation zu erzeugen. Eine Analyse der Kris-
tallinitätsgrade von Proben mit unterschiedlicher Verarbeitungshistorie lieferte für die �2
Varianten einheitliche Werte von �c, T2(80 J/g) = 0,477 ∘ 0,044. Für �1 wurde jedoch eine
Druckabhängigkeit des Kristallinitätsgrades ermittelt. Während p1T1 vergleichbare Werte
zu �2 zeigt, ergeben sich für p2T1 sowie p3T1 abfallende �c. Die Änderungen betragen
��c(�1� 1 ⊃ �2� 1) = ⊗4,8 % und ��c(�1� 1 ⊃ �3� 1) = ⊗33,2 %. Anhand dieses Gesichts-
punkts lässt sich erklären, weshalb die Absolutwerte der unterschiedlichen Kenngrößen für
p3T1 minimal werden. Die Diferenz von p1T1 zu p3T1 liefert somit eine Abschätzung der
durch Kristallisationsschwindung induzierten Gesamtverformung der Versuchskörper. Eine
Auswertung der relevanten Kenngrößen1 bestätigt eine durchschnittliche Reduzierung der
Kenngrößenwerte von −11,7 %.
Auf Basis der bisherigen Aussagen bezüglich der zu überbrückenden Temperaturdiferenz bei
der Abkühlung auf Umgebungstemperatur ließe sich schlussfolgern, dass für die Herstellung mit
Werkzeugtemperatur �3 nochmals gesteigerte Absolutwerte gegenüber �2 in Erscheinung treten.
Diese These wird auf Basis der Messdaten jedoch widerlegt. Die Kenngrößen nehmen Werte an,
die dem Wertebereich von �1 und �2 entsprechen. Auf Basis der bisherigen Erkenntnisse werden
die folgenden Begründungen geschlussfolgert.
• Die hohe Entformungstemperatur von �3 begünstigt viskoelastische Relaxationsvorgänge
im Anschluss an die Entformung, die einen Beitrag zu einer reduzierten Gestaltabweichung
leisten können.
• Der ausgeprägte QuetschĆuss bei der Verarbeitung mit �3 wurde bereits an früherer Stelle
diskutiert. Diesem Phänomen, in Kombination mit der entstehenden Randversteifung, wird
ein signiĄkanter Anteil an den reduzierten Gestaltabweichungen beigemessen.
• Untersuchungen anderer Autoren mit einem speziĄschen Fokus auf der tool-part interaction
lieferten die Erkenntnis, dass eine Erhöhung der Werkzeugtemperatur zu einer reduzierten
Reibung zwischen Verbundwerkstof und WerkzeugoberĆäche führt. Ein dergestalt reduzierter
Widerstand gegen eine Relativbewegung der Reibpartner senkt die Gefahr scherungsindu-
zierter Spannungen in den Randschichten der Versuchskörper [139, 140, 143]. In der Folge,
ist bei einer Erhöhung der Werkzeugtemperatur eine Reduktion der Gestaltabweichungen zu
erwarten.
Werden die voranstehenden Diskussionsergebnisse auf die Untersuchung der getemperten Ver-
suchskörper übertragen, so lässt sich das beobachtete Verhalten der Versuchskörper durch die
zuvor aufgeführten Sachverhalte erklären. Durch das Erwärmen der Versuchskörper auf 210 ◇C
werden zwei Mechanismen ausgelöst. Überschreiten die Temperaturen den Glasübergangsbereich
wird zunächst eine erhöhte Molekülkettenmobilität ermöglicht. Dies ist die Voraussetzung für
1 Ausgeschlossen sind hLSM sowie θ.
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Umlagerungsvorgänge, die unter anderem zu einer beschleunigten Relaxation eingefrorener thermi-
scher Spannungen beitragen können. Bezogen auf die � 1 Variante Ąndet beim Durchschreiten des
Temperaturbereichs von etwa 105 bis 135 ◇C zusätzlich kalte Kristallisation statt, wodurch der
Kristallinitätsgrad auf den der � 2 und � 3 Versuchskörper angeglichen wird. Ab diesem Zeitpunkt
ist davon auszugehen, dass in allen Versuchskörpern vergleichbare Tempervorgänge ablaufen. Bei
der anschließenden Abkühlung dominiert somit die Temperaturdiferenz zur Umgebungstemperatur
das Maß der Gestaltabweichung ℎKS. Das Resultat sind in Näherung identische Absolutwerte für
�1 und �2. Die Abweichung der �3 Varianten ist mit hoher Wahrscheinlichkeit erneut in dem
gesteigerten Maß des QuetschĆusses und resultierenden irreversiblen Vorgängen begründet.
5.1.2 Die Verdrillung Ò als Folge metastabiler Gleichgewichtzustände der Grundplatten G1 und G2
Die Verdrillung Ò von Versuchskörpern entlang ihrer Längsachse konnte in Abschnitt 4.3.2 als einer
der drei Hauptdeformationsmoden identiĄziert werden. Sie tritt insbesondere für Prozessstufe 1 in
Erscheinung. Auf Basis der Scandatenauswertung wurde ermittelt, dass sich mittlere Verdrillungs-
winkel im Bereich von 1,5 bis 4,5° einstellen. Zugleich ergeben sich hohe Standardabweichungen
von bis zu 2,6°. Dieses Verhalten steht im Widerspruch zu den Eigenschaften der SteiĄgkeitsmatri-
zen der asymmetrischen GP-Mittelsegmente, gemäß derer nur P4-, P5- und P7-Varianten Drill-
Koppelterme enthalten.
Zur weiteren Analyse der Verdrillung wurden Grundplatten mit Lagenaufbau G1 und G2 ohne
lokale Verstärkung hergestellt und vermessen. Die Ergebnisse sind in Abbildung 5.6 gemeinsam
mit den bereits bekannten Daten aus Abschnitt 4.3.4 aufgeführt. Darin zeigt sich für die G1 und
G2 Laminate ohne Patch eine Übereinstimmung zu einem Gros der PS1 Versuchskörpervarianten.
Die mittlere Verdrillung beträgt 3,56° für G1 und 2,99° für G2. Auch in diesem Fall zeigen sich











































Abbildung 5.6: Überblick der Verdrillung Ò in Prozessstufe 1 für die verschiedenen LaminatkonĄgura-
tionen in P-Sortierung; ergänzend zu Abschnitt 4.3.4 sind G1- und G2-Grundplatten
ohne lokalen Verstärkungspatch aufgetragen, um einen Vergleich zu Grundplatten
ohne Patch zu ziehen
In Verbindung zu Abschnitt 2.3.3 der Grundlagen zeigen diese Ergebnisse eine Analogie zu den
dort benannten Untersuchungen des Verzugs dünnwandiger, asymmetrischer Laminate. Im Falle
von Kreuzverbunden wurde dort nicht die nach der klassischen Laminattheorie zu erwartende
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Sattelform beobachtet. Stattdessen werden, abhängig von der Seitenlänge eines Laminats, zwei
stabile, U-förmigen Gleichgewichtslagen ermittelt. Die zu erwartende Sattelform stellt sich erst bei
dickwandigeren Laminaten ein. In weiteren Arbeiten wurden darüber hinaus die Gleichgewichtslagen
von asymmetrischen Laminaten mit diversen Kombinationen der Faserorientierungen untersucht.
Diese Untersuchungen zeigten, dass auch das Auftreten einer Verdrillung möglich ist, wie sie im
vorliegenden Fall beobachtet wird [66, 119, 122, 123, 146, 147, 150, 152].
Auf Basis dieser Erkenntnisse wird vermutet, dass die Verdrillung Ò der Versuchskörper ebenfalls
die Folge metastabiler Gleichgewichtszustände ist. Diese sind nicht patchinduziert, sondern treten
auch für die symmetrischen G1 und G2 Laminate in Erscheinung. Die dennoch reduzierte Verdrillung
der P3- und P4-Varianten wird mit der Tatsache erklärt, dass diese Versuchskörper entlang ihrer
gesamten Länge einen ausgeprägten Querverzug zeigen. Dieser zwingt das Laminat aus seinem
ebenen Zustand und geht einher mit einem teilweisen Unterbinden der benannten Verdrillung.
5.1.3 Zeitliche Änderung der Gestaltabweichungen durch Rissbildung
Im Rahmen der Analysen in Abschnitt 4.1.3 wurde ermittelt, dass für die Versuchskörper in PS1
und PS2 eine signiĄkante Rissbildung zu verzeichnen ist. Diese sind ein Resultat von Spannun-
gen, die sich im Verlauf der Herstellung aufbauen und die lokale Querfestigkeit des Verbunds
überschreiten. Dominierend in Bezug auf die Rissbildung ist die thermische Dehnung des Werk-
stofs und die hierdurch induzierten thermischen Spannungen. Ihr Betrag ist bestimmt durch die
Temperaturdiferenz zwischen der ersten Ausprägung mechanischer Eigenschaften bei �pc und
der Umgebungstemperatur. Es ist folglich zu erwarten, dass fortlaufend neue Risse entstehen,
bis im gesamten Versuchskörper die vorherrschenden thermischen Spannungen ertragen werden.
Wird für die gewählten Werkzeugtemperaturen �1 bis �3 davon ausgegangen, dass erst nach der
Entformung thermische Spannungen entstehen, verbleiben Temperaturdiferenzen von mindestens
84 bis 186 K. Die hierdurch induzierten thermischen Dehnungen in einem UD-Laminat betragen bei
idealisierter Berechnung1zwischen �th(�1) = 0,36 % und �th(�3) = 1,02 %. Diese Werte betragen
das bis zu 4,1-fache der Querbruchdehnung bei CF/PPS von 0,25 %.
Bereits in den Abschnitten 4.1.3 und 5.1.1 wurde die These formuliert, dass die induzierte
Rissbildung auf die Gestaltabweichungen EinĆuss nimmt. Zur VeriĄzierung dieser These wurde
für einzelne Versuchskörper der zeitliche Verlauf einer der Kenngrößen aufgezeichnet. Für PS1
umfasst dies ℎKSM (G1P3) sowie ℎLSM (G2P5, G2P6). Die Bewertung in PS2 erfolgt anhand
des Schenkelabstands �
S
, der in Abbildung 5.7 eingeführt wird. Die Aufzeichnung der Messwerte
erstreckte sich für PS1 über einen Zeitraum von 5070 h, für PS2 über 5120 h.
Abbildung 5.8 trägt die für PS1 genannten Kenngrößen über der Zeit auf. Für G1P3 zeigt
sich darin über den gesamten Messzeitraum hinweg lediglich eine geringe Abnahme für ℎKSM von
17 mm auf 15 mm. Gravierende Unterschiede sind indes sowohl bei G2P5 und G2P6 für ℎLSM zu
verzeichnen. Erste Messungen direkt nach deren Herstellung liefern Werte im Bereich von 38 bis
58 mm. Im Verlauf der Datenaufzeichnung reduziert sich das Werteniveau auf 20 bis 30 mm.
Anhand der Bilder in Abbildung 5.9 lässt sich deutlich die ansteigende Rissdichte für G2P6
erkennen. Der resultierende Kurvenverlauf von ℎLSM lässt sich dabei durch eine logarithmische
Gleichung der Form
�(�) = � ⊗ � ln(� + �) (5.1)
hervorragend beschreiben (�2korr ≡ 1). Tabelle B.6 im Anhang B.3 fasst die Koeizienten der
jeweiligen Kurven zusammen.




Abbildung 5.7: DeĄnition des Schenkelabstands �
S
zur Bewertung der Gestaltänderung der PS2-
Versuchskörper als Funktion der Zeit
































Abbildung 5.8: Zeitlicher Verlauf von ℎKSM (G1P3) sowie ℎLSM (G2P5, G2P6) für Prozessstufe 1;
die Aufzeichnungen starteten direkt im Anschluss an die Entformung und dienen
dem Nachweis des EinĆusses der Rissbildung auf die Gestaltabweichungen
nach der Entformung gesättigter Zustand
Risse
Abbildung 5.9: Rissdichte eines G2P6 Versuchskörpers zu verschiedenen Zeitpunkten
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Als entscheidend für die Rissausbreitung werden zwei Aspekte angesehen. Zum einen ist dies die
freie Länge, auf der mit einer Rissabstandsänderung zu rechnen ist. Im Fall von G1P3 ist dies
lediglich die Patchbreite, für G2P5 und G2P6 hingegen die gesamte Länge des Versuchskörpers.
Zum anderen bedingt diese Tatsache zugleich, dass der Gewichtskraft abhängig vom Versuchs-
körpertyp ein variierender Hebelarm als Moment zur Rissöfnung zur Verfügung steht. Ist die
Versuchskörperebene senkrecht zur Schwerkraft ausgerichtet wirken somit Zugspannungen auf
dessen Patchoberseite (Segment s2), wohingegen Druckspannungen die Risse auf dessen Rückseite
(Segment s5) geschlossen halten. Dieser Aspekt liefert zugleich eine mögliche Erklärung dafür,
dass lediglich in Segment s2 eine ausgeprägte Typ2-Rissbildung zu beobachten ist, wohingegen im
übrigen Versuchskörper Risstyp 1 dominiert1.
Bei der Untersuchung der PS2Versuchskörper bestätigt sich die bereits in Abschnitt 4.1.3
getrofene Einschätzung, dass lediglich eine reduzierte Rissbildung zu verzeichnen ist. Für einen
überwiegenden Anteil der LaminatkonĄgurationen werden Änderungen von < 1 % ermittelt.
Im Sinne einer besseren Übersicht fasst Abbildung 5.10 die Dimensionsänderungen derjenigen
Varianten zusammen, für die Änderungen > 1 % festgestellt wurden. Erneut lassen sich die Daten
mit R2korr ≡ 1 durch Gleichung 5.1 beschreiben. Die Koeizienten der Prozessstufe 2 sind in
Tabelle B.7 aufgelistet.





















Abbildung 5.10: Zeitlicher Verlauf des Schenkelabstands �S für Prozessstufe 2; die Aufzeichnungen
starteten direkt im Anschluss an die Entformung und dienen dem Nachweis des
EinĆusses der Rissbildung auf die Gestaltabweichungen
Im nun folgenden Absatz werden die getätigten Beobachtungen mit den Erkenntnissen aus der
Literatur in Verbindung gesetzt. Bereits seit den 1980er Jahren wurde hierbei von diversen Autoren
veröfentlicht, dass eine Laminatschädigung oftmals durch Mikrorissbildung in den 90° orientierten
Lagen initiiert wird2 [93, 213Ű219]. Als Folge einer solchen Schädigung auf Mikroebene erleidet
der Werkstof eine SteiĄgkeitsreduktion, die in der Bauteilauslegung zu berücksichtigen ist [213,
214, 217, 219, 220]. Zur Beschreibung derartiger Phänomene werden vorrangig Modelle auf Basis
der Bruchmechanik angewandt [214Ű217, 220]. Eines der bekanntesten Modelle in diesem Kontext
in das ĎShear-lagŞ Modell, welches insbesondere für die Beschreibung unidirektionaler Laminate
1 Die Lagerung der Versuchskörper erfolgte auf der langen Bauteilkante stehend, um zu vermeiden dass eine
dauerhafte rissöfnende Momentenwirkung durch die Gewichtskraft vorliegt.
2 In der Fachliteratur zumeist unter dem Begrif Ďtransverse crackingŞ zusammengefasst
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geeignet ist, in seiner ursprünglichen Form jedoch keine thermischen Spannungen berücksichtigt.
Ein Überblick über weitere Modelle sowie deren Historie Ąndet sich bei Nairn [221]. Das Shear-lag
Modell wurde unter anderem in [213, 214, 216, 217, 220] mit einem Fokus auf unterschiedliche
Fragestellungen weiterentwickelt und zeigt im Allgemeinen eine sehr gute Übereinstimmung
mit experimentellen Daten. Von Lim et al. [217] wurde zudem ein besonderer Fokus auf die
Beschreibung der Rissbildung in Abhängigkeit von der Dicke der 90°-Lagen eines Kreuzverbundes
gelegt. Der Autor nimmt Bezug auf die von Flaggs et al. [222] beschriebenen Experimente, in denen
anhand von kohlenstoffaserverstärktem Epoxid gezeigt werden konnte, dass mit steigender Anzahl
� der 90°-Lagen in einem (02, 90�)� Laminat die benötigte Totaldehnung �total = �mech + �th
zur Rissinitiierung von �total(n = 1) ≡ 1 % auf �total(n = 8) ≡ 0,5 % absinkt. Eine qualitativ
vergleichbare Aussage wird von X. Huang et al. [223] für CF/BMI getrofen. Ergänzend wurde in
[213, 214, 224, 225] aufgezeigt, dass sich die rissinduzierte SteiĄgkeitsreduktion eines Kreuzverbunds
ebenfalls mit steigender Anzahl benachbarter 90°-Lagen verstärkt. Als Erweiterung dieser Aussage
zeigten Jofe et al. [220] die Bedeutung der an die 90°-Lagen angrenzenden Faserorientierung. Die
rissinduzierte SteiĄgkeitsreduktion ist für eine Faserorientierung von 0° minimal und verstärkt sich
durch ansteigende Winkel1 sukzessive. Mit einem speziĄschen Fokus auf kohlenstoffaserverstärkte,
amorphe Thermoplaste (Polyimid, Polyethersulfon und Polyetherimid) beobachteten bereits K.
Kim et al., Cowley et al. und Warnet einen Rückgang der Krümmung asymmetrischer Laminate in
Abhängigkeit der Rissdichte [148] und der Zeit [68, 226]. Hervorzuheben ist dabei die Untersuchung
in Cowley et al. [68], in der eine im zeitlichen Verlauf vergleichbare logarithmische Abnahme der
Krümmung gezeigt wird, wie sie auch in der vorliegenden Arbeit für G2P5 und G2P6 ermittelt
wurde.
Die diskutierten Inhalte zeigen, dass die rissinduzierte Schädigung, und die damit einhergehende
Gestaltabweichung, ein bekanntes Phänomen bei der Verarbeitung unidirektional faserverstärkter
Hochtemperaturpolymere darstellt. Insbesondere für duromere Matrixsysteme sind die Mechanis-
men in der Vergangenheit umfassend untersucht worden und lassen sich auf Basis analytischer
Modelle beschreiben. Anhand von Messungen geometrischer Kenngrößen konnte auch mit Bezug
zur vorliegenden Arbeit gezeigt werden, dass insbesondere für Versuchskörper mit weitestgehend
unidirektionalem Verstärkungspatch eine signiĄkante Gestaltänderung im zeitlichen Verlauf zu
verzeichnen ist. Eine weiterführende Untersuchung dieses Sachverhalts, sowie eine Übertragung und
Anwendung existierender analytischer Modelle ist nicht Bestandteil dieser Arbeit. Es wird jedoch
empfohlen, dass derartige Fragestellungen den Inhalt weiterführender Arbeiten bilden. Dies ist
insbesondere im Hinblick auf die Vorhersage der Gestaltabweichungen lokal verstärkter Gelegelami-
nate essentiell, da es ohne die genaue Kenntnis der zu erwartenden rissinduzierten Gestaltänderung
nicht möglich ist, eine ausreichende Vorhersagegüte in der Simulation sicherzustellen.
5.2 Bewertung des Simulationsmodells
In Abschnitt 4.4 wurden die Ergebnisse der thermischen und mechanischen Simulation im Kontext
der Bewertung der Gestaltabweichungen vorgestellt. Diese Inhalte werden im Folgenden durch
eine Diskussion der gewählten Vorgehensweisen ergänzt, um den EinĆuss der zu Grunde liegenden
Annahmen und der Parameterwahl auf das Ergebnis zu bewerten.
5.2.1 Thermische Analyse
Die Ergebnisse der thermischen Analyse erlauben die Schlussfolgerung, dass eine sehr gute Über-
einstimmung zwischen Abkühlsimulation und experimentell ermittelten Temperaturkurven erzielt
1 Im Paper werden Winkel bis ±40° betrachtet.
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wird. Nichtsdestotrotz zeigen sich in Einzelaspekten Abweichungen zwischen Simulation und
Experiment, deren Entstehung an dieser Stelle diskutiert wird.
Insbesondere für die Transferphase beträgt die maximale Diferenz zwischen Simulation und Ex-
periment 22 ◇C (PS2, � 2). Dieser Sachverhalt ist der Tatsache geschuldet, dass der Versuchskörper
während des Transfers lediglich einseitig durch ein Transferblech vor Abkühlung durch Konvektion
und Strahlung abgeschirmt ist. Somit entsteht eine, verglichen mit Prozessstufe 1, verstärkte
Temperaturabnahme der ungeschirmten VersuchskörperoberĆäche durch die Translationsbewegung
während des Transfers. Die dabei wirkenden Wärmeübergangsefekte an die Umgebungsluft lassen
sich auf Basis der gewählten Modellierung nicht vollständig abbilden. Für die Vorhersage der Abküh-
lung während des Transfers ist diese Tatsache dahingehend zu berücksichtigen, dass die Abkühlrate
der Laminatrandschichten unterschätzt wird. Folglich besteht die Gefahr, dass eine Unterkühlung
des Versuchskörpers nicht immer mit ausreichender Genauigkeit vorherzusagen ist. Wie anhand der
Messkurven (PS2, � 3) jedoch ersichtlich wird, ist das gewählte Vorgehen durchaus geeignet, um die
globale Abkühlung während des Transfers abzubilden. Voraussetzung hierfür ist eine ausreichend
geringe Einwirkung externer Störgrößen auf die ungeschirmte VersuchskörperoberĆäche.
Für die Pressphase befähigt die Simulation dazu, sowohl die Abkühlraten als auch den Tem-
peraturgradienten innerhalb der Versuchskörper mit hoher Genauigkeit vorherzusagen. Wie im
Rahmen der Ergebnispräsentation gezeigt wurde, beeinĆussen die Art der Werkzeugmodellierung
sowie die Wahl der Kontakt-Wärmeübergangskoeizienten die Ergebnisgüte maßgeblich. Trotz der
diferenzierten Untersuchung dieser Parameter sagt die Simulation für PS2 jedoch eine schnellere
Temperaturangleichung der Messstellen vorher, als dies experimentell nachzuweisen ist. In der Folge
verbleibt vor allem für die Messstelle TE1 eine Abweichung, die durch die verzögerte Abkühlung
von TE1 im Experiment bedingt ist. Zwei mögliche Erklärungen werden an dieser Stelle formuliert,
deren Bestätigung im Rahmen dieser Arbeit nicht abschließend möglich war.
• Zum einen besteht die Chance, dass eine weitere Verfeinerung der Werkzeugmodellierung
und insbesondere der Temperierkanäle zu einer verbesserten Vorhersagegüte im genannten
Segment der Abkühlkurve beitragen kann. Die Motivation dieses Vorschlags ist eine mög-
lichst realitätsnahe Nachbildung des Versuchsaufbaus und der damit zusammenhängenden
Wärmeleitungsmechanismen.
• Zweitens ist nicht auszuschließen, dass im Verlauf der Abkühlung eine Veränderung der
Kontaktbedingungen zwischen PS2 Versuchskörper und Transferblech/Presswerkzeug ein-
tritt. Eine solche Änderung kann unter anderem durch die unterschiedlichen thermischen
Ausdehnungskoeizienten der beteiligten Werkstofe begründet sein. Der resultierende Schwin-
dungsunterschied, in Kombination mit den engen Toleranzen im Bereich der Transferblechnut,
kann zu Luftspalten in den KontaktĆächen führen1. Auf Grund der beginnenden Erstarrung
der Versuchskörper ist es trotz der anliegenden Flächenpressung nicht möglich derartige
Luftspalte auszugleichen, wodurch lokal eine drastische Reduzierung des Wärmeübergangs
zu erwarten ist. Die Folge ist eine Verzögerung der Abkühlung in den betrofenen Bereichen.
Beide Aspekte stehen im Einklang mit der Tatsache, dass für die Validierung der Abkühlsimulation
auf Basis ebener Platten kein vergleichbarer Efekt zu beobachten ist. Die beschriebenen Erklä-
rungen werden somit als realistisch angesehen. Eine abschließende Klärung dieses Sachverhalts
bedarf jedoch weiterer Untersuchungen mit speziĄschem Fokus auf dieser Problemstellung. Da die
zu erwartende Verbesserung der Vorhersagegüte der Gestaltabweichungen im vorliegenden Fall
jedoch gering ist, werden sie im Rahmen dieser Arbeit vernachlässigt.
1 Siehe auch Abbildung 4.11
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Mit Bezug zur Entformung und Abkühlung an Luft sind die Abweichungen einzelner Thermoele-
mente von der Simulation mit hoher Wahrscheinlichkeit dem EinĆuss der manuellen Durchführung
der Experimente und Schwankungen der Randbedinungen geschuldet. Dies umfasst beispielhaft
einen variierenden Bewegungsablauf1, sowie eine zeitweise Berührung der VersuchskörperoberĆä-
chen mit der Hand des Bedieners2. Zu erkennen ist dieser Efekt unter anderem für das Experiment
(PS2, � 2), das eine gesteigerte quantitative Abweichung des Messpunktes TE2 (untere gestrichelte
Linie der �2-Kurve in Abbildung 4.77) von bis zu 13 ◇C aufweist. Für die übrigen Messungen
betragen die Abweichungen zwischen Simulation und Experiment lediglich wenige Grad Celsius.
Auf Grund der Tatsache, dass im Rahmen dieser Arbeit insbesondere die Vorhersage der Abkühlung
in der Pressphase von Bedeutung ist, werden diese Abweichungen als ausreichend gering erachtet.
Die aus der thermischen Analyse resultierende Starttemperatur wird im Kontext der mechanischen
Analyse diskutiert, da sie unmittelbaren EinĆuss auf die dort generierten Ergebnisse nimmt.
5.2.2 Mechanische Analyse
Für die Wahl der Starttemperatur der mechanischen Analyse wurden zwei Vorgehen vorgeschla-
gen: Die Nutzung der Entformungstemperatur, sowie ein Algorithmus, der auf einem iterativen
Vergleich der Temperaturverläufe der Abkühlsimulation und der Kristallisationskinetik beruht.
Die Ergebnisse zeigen, dass der Algorithmus in 41 ◇C (� 1) und 16 ◇C (� 2) höheren Werten für die
Starttemperatur resultiert, als die vereinfachte DeĄnition über die Entformungstemperatur. Im
Falle von �3 gilt �entf ≡ �pc da die Entformungstemperatur einen Wert annimmt, der dem �pc
einer 40 K/min DSC-Messung nahekommt. Dieses Ergebnis liefert einen Hinweis darauf, dass die
starke Vereinfachung von �entf für �1 und �2 jedoch nicht zulässig ist.
Gleichzeitig ist zu hinterfragen, ob die Bewertung der isothermen Kristallisationskinetik nach
Avrami-Erofeev durch einen nicht-isothermen Formalismus zu ersetzen ist. In der Literatur zeigte
unter anderem das Modell nach Nakamura et al. vielversprechende Ergebnisse für die Modellie-
rung der nicht-isothermen Kristallisation von Thermoplasten [173, 174, 227]. Dieses wurde unter
anderem von Wijskamp [43] und Brauner et al. [47] implementiert, jedoch nur für Kühlraten von 1
bis 50 K/min validiert. Die Ergebnisse der Flash-DSC Messungen werfen jedoch die grundsätzliche
Frage auf, ob dieses oftmals praktizierte Vorgehen zielführend ist. Die Messungen zeigten für
keine der Kühlraten einen klar erkennbaren Kristallisationspeak. Folglich ist die Validierung einer
solchen Subroutine für Kühlraten von mehreren Hundert oder gar Tausend Kelvin pro Minute
nicht möglich. Auch im Falle nicht-isothermer Modelle ist somit kritisch zu bewerten, ob die
Extrapolation des Modells auf prozessrelevante Kühlraten zulässig ist. Werden die Flash-DSC
Ergebnisse dieser Arbeit zu Grunde gelegt, so wurde für � = 1000 K/min eine Kristallisationspeak-
bereich von 168 bis 183 ◇C abgeschätzt. Werden diese Werte als obere und untere Schranke genutzt,
kann in Verbindung mit den experimentell ermittelten �pc Werten aus Untersuchung U3.1 eine
erneute Koeizientenbestimmung zu Gleichung (4.3) durchgeführt werden. Das Ergebnis dieses
Vorgehens ist in Abbildung 5.11 dargestellt. Werden die genannten Schrankenwerte zu U3.1 in
Bezug gesetzt so wird ersichtlich, dass bereits für � = 60 K/min ein Kristallisationspeakwert von
�pc, 60K/min = 190
◇C vorliegt. Unter Berücksichtigung der Tatsache, dass �pc für steigende Kühlra-
ten absinkt [40, 41], erscheint �pc, 1000K/min = 168
◇C somit realistischer. Wird der Algorithmus aus
Abbildung 4.78 anhand des interpolierten Kurvenverlaufs dieser unteren Schranke angewandt, so er-
gibt sich für � 2 ein Startwert von 173 ◇C. Die Abweichung zur Modellierung gemäß Avrami-Erofeev
beträgt lediglich 1,8 %. Wie im Rahmen der Versuchsplanung erläutert wurde, ist �1 unterhalb
der Herstellungsempfehlungen gewählt worden, um den EinĆuss unvollständiger Kristallisation zu
1 Kurzzeitige Variation des Konvektionskoeizienten
2 Lokale Wärmeabfuhr durch Konduktion
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 Gleichungen nach (4.3)
a)
Abbildung 5.11: Interpolation von �pc als Funktion der Abkühlrate �; es werden drei Kurvenverläufe
dargestellt:
a) auf Basis der Kristallisationskinetik nach Avrami-Erofeev
b) auf Basis der oberen und unteren Schranke des Kristallisationspeakbereichs der
Flash-DSC Messung aus U3.2 für � = 1000 K/min
bewerten. �1 besitzt somit keine Praxisrelevanz in der industriellen Bauteilfertigung und Ąndet
an dieser Stelle keine weitere Beachtung. Auf Basis der diskutierten Ausführungen erscheint die
Schlussfolgerung jedoch zulässig, dass die DeĄnition der Starttemperatur entsprechend des vorge-
stellten Algorithmus ein realistischeres Abbild des Erstarrungszeitpunktes liefert, als dies mittels
�entf möglich ist. Die resultierenden Unterschiede für die vorhergesagten Gestaltabweichungen
wurden im Zuge von Abschnitt 4.4.2 beschrieben.
Ungeachtet der DeĄnition der Starttemperatur wurde die intralaminare Rissbildung als eine der
wesentlichen Störgrößen identiĄziert. Insbesondere Versuchskörper der P5- und P6-Varianten sind
hiervon betrofen. In diesen Fällen erlaubt das gewählte Modell der mechanischen Analyse keine
akkurate Vorhersage der Gestaltabweichungen. Des Weiteren wurde anhand der Prozessparameter-
variation von G1P3 aufgezeigt, dass QuetschĆuss der Laminatkernschichten zu einer Abmilderung
der Gestaltabweichungen durch Randversteifung führen kann. Zukünftige Untersuchungen müs-
sen zeigen, ob die Implementierung eines Schädigungsmodells sowie eine Berücksichtigung von
QuetschĆuss anzustreben ist, oder ob derartige Efekte bereits im Zuge der Bauteilgestaltung
auszuschließen sind. In beiden Fällen zeigen die Ergebnisse jedoch, dass der EinĆuss auf die
Endgestalt der Versuchskörper gravierend sein kann.
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Ziel dieser Handlungsempfehlungen ist es, potentiellen Anwendern eine Methodik an die Hand
zu gegeben, auf deren Basis ein erweitertes Verständnis für die Anwendung dünnwandiger, lo-
kal verstärkter Gelegelaminate mit thermoplastischer Matrix geschafen wird. Dabei gilt es zu
berücksichtigen, dass die genannten Empfehlungen mit einem speziĄschen Fokus auf die vorgestell-
ten Untersuchungen zusammengestellt sind. Eine Übertragbarkeit auf andere Werkstofsysteme,
Geometrien und Wandstärken ist ohne ergänzende Untersuchungen nicht sicher gegeben. Ergän-
zend zu den nachfolgend benannten Punkten beinhaltet Kapitel 6 Vorschläge für weiterführende
Fragestellungen der Thematik, deren Untersuchung sich im Verlauf dieser Arbeit als bedeutsam
herauskristallisiert haben.
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5.3.1 Gestaltung von Geometrie und Lagenaufbau
Bezüglich der bewerteten Gestaltabweichungen ist zunächst hervorzuheben, dass eine Variation des
Patch-Lagenaufbaus als Kreuzverbund (P1, P2, P7) moderate Abweichungen von der Sollgeometrie
zur Folge hat. Abhängig von der Kombination der Decklagenorientierungen in Grundplatte und
Patch wird jedoch eine Variation der GesamtbiegesteiĄgkeit des Versuchskörpers in Längs- und
Querrichtung erzielt. Diese kann für einzelne Kenngrößen zu erhöhten Gestaltabweichungen
und Streuungen der Ergebnisse führen. Besonders ausgeprägt wurde dieser Sachverhalt für die
Verdrillung Ò aufgezeigt. Um derartige metastabile Gleichgewichtszustände zu vermeiden, sind
vollständig symmetrische Varianten zu bevorzugen (G1P1, G2P2).
Mit dem Übergang auf eine lastoptimierte Gestaltung geht üblicherweise einher, dass die
Kreuzverbunde durch ausgeglichene Winkelverbunde höheren Anisotropiegrades, oder gar rein
unidirektionale Verstärkungspatches ersetzt werden. Hierdurch verstärkt sich allerdings auch die
Tendenz zu Gestaltabweichungen von der Sollgeometrie, die bei der Verwendung rein unidirek-
tionaler Verstärkungspatches am massivsten zu Tage tritt. Gesamtheitlich betrachtet ist dabei
von entscheidender Bedeutung, wie die Faserorientierungen von Grundplatte und Patch relativ
zueinander orientiert sind. Wie in Abschnitt 4.3.4 anhand von ℎKS erläutert wurde, prägen sich
die Gestaltabweichungen in die Richtung derjenigen Bauteilseite aus, für welche die Summe der
thermischen Dehnungen überwiegt. Abhängig davon, dominieren Gestaltabweichungen in Längs-
oder Querrichtung der Versuchskörper. Dabei gilt grundsätzlich, dass die Gestaltabweichungen
qualitativ über beide Prozessstufen hinweg vergleichbar sind. Insbesondere bei der Verwendung
rein unidirektionaler Verstärkungspatches ergeben sich jedoch quantitativ signiĄkante Unterschiede
für die Ausprägung von PS1 zu PS2.
Im Falle der Verstärkungspatches P5 und P6 nimmt des Weiteren eine Typ2 Rissbildung im
Patch signiĄkant EinĆuss auf die Ąnal ermittelten Gestaltabweichungen. Es zeigt sich ein teils
gravierender Rückgang der aufgezeichneten geometrischen Kenngrößen, die durch logarithmische
Funktionen beschrieben werden können. Für die übrigen Laminatvarianten sind feine Risse vom
Typ1 im gesamten PS1 Versuchskörper zu identiĄzieren. Deren potentielle Auswirkung auf die
Gestaltabweichungen in Prozessstufe 1 wurde im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht umfassend
bewertet. Eine solche Bewertung wird für zukünftige Untersuchungen mit gesondertem Schwerpunkt
empfohlen. Für Prozessstufe 2 wurden Risse lediglich in reduziertem Umfang festgestellt und sind
auf Basis einer optischen Bewertung nicht exakt zu quantiĄzieren. Analog zur zitierten Literatur
wird auf Basis der gewonnenen Erkenntnisse empfohlen, die relevanten Gestaltungsrichtlinien
zu beachten, die einer Schwächung des Bauteils durch Rissbildung entgegenwirken. Dies sind
insbesondere eine Stapelreihenfolge mit möglichst geringen Winkelunterschieden, die Verwendung
dünner UD-Einzelschichten, sowie die Vermeidung gleich orientierte benachbarter Einzelschichten.
Ein letzter Aspekt umfasst den Punkt der geänderten Einspannsituation/Randbedingungen eines
gedachten Volumenelements an den freien Enden der Versuchskörper. Wie in Abschnitt 4.3.4 gezeigt
wurde, kommt es in diesen Bereichen zu verstärkten Gestaltabweichungen von der Sollgeometrie. Es
wird geschlussfolgert, dass eine Positionierung von lokalen Patches so gewählt werden sollte, dass
sie vollständig von einer geschlossenen Fläche umgeben sind, um derartige Ungleichmäßigkeiten zu
vermeiden. Ein experimenteller Nachweis dieses Sachverhalts ist nicht Bestandteil dieser Arbeit
und wird für zukünftige Untersuchungen empfohlen.
5.3.2 Wahl der Prozessführung
Die Herstellung der Versuchskörper umfasst die Prozessstufen Konsolidierung und Formgebung, die
auch in einer typischen industriellen Prozesskette vorzuĄnden sind. Die im Kontext dieser Arbeit
eingesetzten Transferbleche stellen für lokal verstärkte Gelegelaminate und die daraus umgeformten
Winkelgeometrien eine kostengünstige und prozesssichere Lösung für die manuelle Bauteilherstel-
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lung dar. Es ist jedoch zwingend erforderlich geeignete Abstandshalter in die Werkzeugtechnik zu
implementieren, um eine frühzeitige und inhomogene Auskühlung dünner Laminate durch einseiti-
gen Werkzeugkontakt zu vermeiden. Für die Umformung komplexer, schalenförmiger Bauteile ist
der Einsatz von Transferblechen durch die erforderliche Drapierung jedoch nicht möglich. In diesen
Fällen ist eine automatisierte Handhabungslösung anzustreben, die eine ausreichend akkurate
Positionierung und schnelle Transferierung ohne die Nutzung von Transferblechen ermöglicht.
Bauteile mit lokaler Dickenenvariation bergen darüber hinaus weitere fertigungstechnische
Herausforderungen bezüglich des Toleranzmanagements zwischen Werkzeugkavität und Gele-
gehalbzeug. Es besteht die Gefahr unerwünschten QuetschĆusses in Toleranzspalte oder einer
Schädigung des Bauteils durch Quetschen der lokalen Verstärkungen. Eine Optimierung der Bau-
teilfertigung auf Basis der gezielten Ausnutzung des transversalen Fließverhaltens (QuetschĆuss)
erscheint denkbar, wurde im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht veriĄziert. In der Literatur wird
ergänzend die Verwendung von Silikonstempeln behandelt. Diese bieten jedoch lediglich eine
eingeschränkte Standfestigkeit, wodurch regelmäßige und aufwändige Nacharbeiten am Werkzeug
erforderlich werden. Darüber hinaus entstehen bei dieser Technik auch im Hinblick auf die tool-part
interaction vielfältige Problemstellungen, die eine Umsetzung lokaler Verstärkungspatches sowie
die Vorhersage der resultierenden Gestaltabweichungen erschweren. Es wird folglich die Nutzung
von Stahlwerkzeugen mit enger Tolerierung der Patchbereiche empfohlen.
Auf Basis der Auswertung im Rahmen der Prozessparametervariation für G1P3 werden nachfol-
gend Empfehlungen für die Wahl optimaler Prozessparameter gegeben. Wird eine reproduzierbare
Herstellung von Versuchskörpern als zentrale Anforderung zu Grunde gelegt, ist es empfehlenswert
eine hohe Werkzeugtemperatur (� 3) in Kombination mit geringem Pressdruck (�1) zu nutzen. Für
diese Paramterkombination p1T3 wurden über alle Kenngrößen hinweg geringe Standardabwei-
chungen erzielt. Die Begründung hierfür ist:
• Als Folge der vollständig abgeschlossenen Kristallisation ist mit geringen Dimensionsänderun-
gen bei einer Temperaturerhöhung über 120 ◇C zu rechnen1. Dieser Aspekt ist insbesondere
für Anwendungen von Interesse, die hohe thermische Lasten zu ertragen haben. Es gilt jedoch
zu beachten, dass die erhöhten Werkzeugtemperaturen zu einem gleichermaßen gesteigerten
�� für die Abkühlung auf Umgebungstemperatur führen. Hohe Entformungstemperaturen
begünstigen hierdurch eine Rissbildung durch thermische Spannungen. Abhängig von den
Anforderung des Anwendungsfalls gilt es somit eine Abwägung zu trefen. Ist eine reduzierte
Rissbildung anzustreben ist eine Nutzung der Werkzeugtemperatur �2 zu empfehlen. Im
Verlauf der Analysen von G1P3 zeigte sich für �2 jedoch ein, gegenüber �3, quantitativ
leicht erhöhtes Niveau der Mittelwerte und Standardabweichungen. In Übereinstimmung
mit den Verarbeitungsrichtlinien des Materialherstellers sind Werkzeugtemperaturen nahe
�1 zu vermeiden. Zwar ergeben sich auch für diesen Fall geringe Standardabweichungen
der Kenngrößen, allerdings zeigen die thermischen Analysen und Temperuntersuchungen,
dass durch die unvollständige Kristallisation mit gravierenden Gestaltänderungen durch
kalte Kristallisation zu rechnen ist. Darüber hinaus wurde auf Basis der Literaturrecherchen
gezeigt, dass bei unvollständiger Kristallisation mit reduzierten mechanischen Eigenschaften
der Matrix zu rechnen ist.
• Eine Empfehlung für die Druckstufe �1 kann auf Basis der durchgeführten Untersuchungen
uneingeschränkt gegeben werden. Einzig für �KS ist eine geringfügig signiĄkanter EinĆuss
des Pressdrucks nachzuweisen. Der EinĆuss von � überwiegt deutlich. Folglich ist �1 sowohl
1 Temperatur der kalten Kristallisation, siehe Abschnitt 2.2.1
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im Hinblick auf die benötigte Anlagenschließkraft, als auch bezüglich einer Minimierung des
QuetschĆusses vorzuziehen.
Werden die gewonnenen Erkenntnisse auf dickwandige Laminate übertragen, so ist zunächst
mit einer verlangsamten Abkühlung der Kernschichten zu rechnen. Kommen dabei Werkzeuge
ohne Tauchkante zum Einsatz, wie im Fall von Prozessstufe 2, dauert die Schließbewegung des
Werkzeugs für kraftgeregelte Pressen bis zur Erstarrung des Materials an1. Aus dieser Tatsache
resultiert eine erhöhte Gefahr des QuetschĆusses, da die Kernschichten bei dickwandigen Laminaten
über einen längeren Zeitraum Ćießfähig bleiben. Die resultierende Gratbildung kann in der Folge
zu einer BeeinĆussung der Ausprägung von Gestaltabweichungen und Faserdislokationen beitragen.
Eine Möglichkeit den QuetschĆuss in diesen Fällen zu reduzieren ist eine Verminderung der
Schließgeschwindigkeit, sobald das Werkzeug beidseitig in Kontakt mit dem Laminat ist. Durch
dieses Vorgehen wird eine Wärmeabfuhr ermöglicht, der QuetschĆuss durch die Schließbewegung
der Presse jedoch minimiert.
Unabhängig von den hier aufgeführten Handlungsempfehlungen ist für neue Untersuchungen zu
empfehlen, die individuellen Fertigungsfehler zu identiĄzieren und detailliert zu charakterisieren.
Nur bei Kenntnis der entsprechenden Phänomene ist es möglich, Gegenmaßnahmen zur Vermeidung
unerwünschter Störgrößen der Gestaltabweichungen zu deĄnieren. Exemplarisch sei an dieser Stelle
der regelmäßige Wechsel der Transferbleche genannt, um eine zu starke Weitung der gefrästen
Nuten zu vermeiden.
Erhöhte Entformungskräfte können den Verzug der Versuchskörper massiv beeinĆussen. Durch
geringe OberĆächenrauhigkeiten des Werkzeugs und die Wahl geeigneter Trennmittel können die
Entformungskräfte weitestgehend minimiert werden. Positive Erfahrungen wurden im Rahmen
dieser Arbeit für OberĆächen mit Mittenrauwerten �a < 1 gesammelt. Es ist jedoch zu beachten,
dass diese Faktoren einen unmittelbaren EinĆuss auf die tool-part interaction haben können und
nicht willkürlich variiert werden sollten. Darüber hinaus gilt es nach der Entformung und bis
zum unterschreiten der Glasübergangstemperatur eine besonders schonende Handhabung der
Versuchskörper zu beachten. Gegensätzlich zu dieser Aussage besteht in diesem Zeitraum die
Option über geeignet gestaltete Abkühllehren EinĆuss auf die Ąnalen Gestaltabweichungen zu
nehmen.
5.3.3 Modellbildung in der Simulation
Auf Basis der vorgestellten Ergebnisse und Diskussionsinhalte mit Bezug zur Vorhersage der
Gestaltabweichungen, folgen an dieser Stelle Empfehlungen zur Modellierung und Parameterwahl
des Simulationsmodells2. Die Unterteilung erfolgt, wie schon in den vorangehenden Abschnitten,
gemäß thermischer und mechanischer Analyse.
Thermische Analyse:
Zur Vernetzung der Versuchskörper und der Presswerkzeuge werden in der thermischen Analyse
Volumenelemente mit linearer Ansatzfunktion empfohlen. Diese ermöglichen es, eine Vorhersage
des Temperaturgradienten in Laminatdickenrichtung darzustellen. Darüber hinaus schaft die
Vernetzung mit Volumenelementen die Grundlage für eine Kopplung der thermischen mit der
mechanischen Analyse. Dieser Aspekt ist im Rahmen dieser Arbeit nicht erforderlich, kann für die
weitere Optimierung des Modells jedoch von Interesse sein. Bei der Wahl geeigneter Elementgrößen
sind die Empfehlungen hinsichtlich des Verhältnisses von Seitenlänge � zu Dicke � einzuhalten.
Gemäß [228] wird ein Verhältnis s : d < 10 : 1 empfohlen. Da die Wärmeabgabe in Dickenrichtung
1 Erst zu diesem Zeitpunkt baut sich der deĄnierte Pressdruck auf
2 Für die QuantiĄzierung der Ąnal genutzten Parameterwerte wird auf den entsprechenden Abschnitt 4.4 verwiesen.
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dominiert, ist eine korrespondierende Elementseitenlänge nahe diesem Grenzverhältnis jedoch
anzustreben, um Rechenzeiten zu minimieren. Bei der Modellierung der Presswerkzeuge haben die
Untersuchungen gezeigt, dass der Grad der Abstraktion des Presswerkzeugs mit Sorgfalt zu wählen
ist. Dies ist erforderlich um sicherzustellen, dass keine systematisch bedingte BeeinĆussung der
Vorhersagegüte der Abkühlsimulation eintritt. Insbesondere eine realistisch gewählte thermische
Masse hat sich als erforderlich erwiesen, um die Realität ausreichend genau abbilden zu können.
Unter dieser Voraussetzung ist eine Implementierung der Werkzeugtemperierung nicht zwingend
erforderlich, verbessert das Ergebnis jedoch weiter. Im Gegenzug gilt es zwingend zu vermeiden,
das Presswerkzeug mit konstanter Temperatur zu deĄnieren, da dieses Vorgehen zu einem massiven
Überschätzen der Kühlraten im Versuchskörper führt.
Im Hinblick auf die Abkühlung durch Konvektion hat sich gezeigt, dass bei reproduzierbaren
Randbedingungen nur geringfügige Anpassungen der einmalig ermittelten Konvektionskoeizienten
erforderlich sind. Die Werte für den manuellen Transfer entsprechen dabei leicht bewegter Luft,
bei der Entformung und Abkühlung an Luft kann von unbewegter Luft ausgegangen werden.
Zudem ist eine akkurate Messung der Umgebungstemperatur zu berücksichtigen, um systematische
Abweichungen zu unterbinden. Des Weiteren ist es für die Wärmeübertragung in den Festkörper-
kontaktĆächen von entscheidender Bedeutung, dass der Kontakt-Wärmeübergangskoeizient ℎkond
ausreichend hoch gewählt wird, um einen Wärmestau an den KontaktĆächen des Presswerkzeugs
zu vermeiden. Andernfalls wird die erforderliche Kühlzeit zur Angleichung von Versuchskörper-
und Werkzeugtemperatur überschätzt. Ist der erforderliche Grenzwert für ℎkond jedoch überschrit-
ten, zeigt das Ergebnis der Abkühlsimulation eine lediglich geringfügige Sensitivität gegenüber
diesem Parameter. Ergänzend ist auch für den thermischen Kontakt der Versuchskörper mit den
angrenzenden Körpern1 eine einmalige Kalibrierung anhand der Messdaten erforderlich, um den
Temperaturgradienten innerhalb des Versuchskörpers korrekt vorhersagen zu können.
Für die anschließende DeĄnition der Starttemperatur der mechanischen Analyse wurde in
Abschnitt 4.4.1 das zu Grunde liegende Vorgehen sowie der zugehörige Algorithmus vorgestellt.
Dieser berücksichtigt die Erstarrung der Matrix auf Basis des Abkühlverhaltens im Prozess und
ergänzender thermoanalytischer Untersuchungen. Für die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten,
dünnwandigen Laminate konnte gezeigt werden, dass diese Methodik eine Vorauslegung der
Gestaltabweichungen ermöglicht. Die modellintegrierte Berechnung der Kristallisationsvorgänge,
sowie die Berücksichtigung viskoelastischer Efekte werden für vergleichbare Problemstellungen als
nicht erforderlich angesehen. Abweichungen zwischen Simulation und Experiment werden indes
maßgeblich von der zeitlichen Änderung der Gestaltabweichungen durch Rissbildung sowie der
Randversteifung der Versuchskörper durch QuetschĆuss dominiert. Derartige Efekte können im
vorgestellten Simulationsmodell aktuell nicht berücksichtigt werden.
Stehen keine ausreichenden Informationen zur Verfügung, um den Algorithmus aus Abschnitt 4.4.1
anzuwenden, besteht eine weitere Möglichkeit zur DeĄnition der Starttemperatur auf Basis der
Beobachtungen während der Versuchskörperentformung2. In diesem Fall wird die Problemstellung
dahingehend weiter vereinfacht, dass die Entformungstemperatur der Versuchskörper als Start-
temperatur der mechanischen Analyse festgelegt wird. Dieses stark phänomenologisch geprägte
Vorgehen erscheint im vorliegenden Fall zulässig, ist vor einer Übertragung auf andere Anwen-
dungsfälle jedoch kritisch abzuwägen. Eine Nutzung des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten
Algorithmus zur DeĄnition der Starttemperatur ist indes vorzuziehen.
1 PS1: Aluminium-Transferbleche; PS2: Aluminium-Transferblech sowie Aluminium-Presswerkzeug
2 Versuchskörper zeigen direkt im Anschluss an die Entformung keine oder lediglich sehr geringfügige Verformungen,
siehe auch Abschnitt 4.1.3.
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Mechanische Analyse:
Im Rahmen der gewählten Annahmen und der gewonnenen Erkenntnisse wird die mechanische
Analyse als linearer Temperaturschritt mit linear-elastischem Materialverhalten modelliert. Die
DeĄnition der Starttemperatur erfolgt entsprechend den Ausführungen zur thermischen Analy-
se. Darüber hinaus sind die Materialeigenschaften des CF/PPS Verbundwerkstofs als Funktion
der Temperatur zu deĄnieren. Insbesondere die transversal-isotropen thermischen Ausdehnungs-
koeizienten sowie das Elastizitäts- und Schubmodul sind entscheidend, um die resultierenden
Gestaltabweichungen und thermischen Spannungen korrekt berechnen zu können.
Die Vernetzung der Versuchskörper mit Volumenelementen wird in dieser Arbeit einer Umsetzung
mittels Schalenelementen vorgezogen. Insbesondere in Prozessstufe 2 ist dieses Vorgehen vorteilhaft,
um der Bedeutung von Schwindungsvorgängen der Laminate in Dickenrichtung Rechnung zu tragen.
Anhand der in Abschnitt 4.4.2 durchgeführten Sensitivitätsstudie wurde zudem ermittelt, dass für
Volumenelemente mit quadratischen Ansatzfunktion bereits bei geringer Vernetzungsdichte eine
Konvergenz der Ergebnisse erreicht wird. Eine Erhöhung der Netzdichte ist lediglich anzustreben,
um eine feinere AuĆösung der Spannungsverläufe innerhalb der Laminatebene und an Punkten
lokaler Spannungskonzentrationen zu ermöglichen.
Die Versuchskörper in dieser Arbeit zeigen auf Grund der teils extremen Anisotropie der lo-
kalen Patches Gestaltabweichungen, die im Sinne der Mechanik als große Deformationen zu
bewerten sind. In diesen Fällen ist es erforderlich, die Berechnungen unter der Berücksichtigung
geometrischer Nichtlinearität durchzuführen. Dieses Vorgehen stellt sicher, dass das lokale Ko-
ordinatensystem der Laminatebene analog der Versuchskörperdeformation transformiert wird.
Wird dieser Aspekt nicht berücksichtigt, ist für die entsprechenden Versuchskörpervarianten mit
einer signiĄkanten Überschätzung der Gestaltabweichungen zu rechnen. Darüber hinaus besteht
durch eine Vernachlässigung der geometrischen Nichtlinearität die Möglichkeit, dass sich der




Zu Beginn dieser Arbeit wurde aufgezeigt, welches Leichtbaupotenzial dünnwandigen, lokal
verstärkten Gelegelaminate mit thermoplastischer Matrix innewohnt. Es musste jedoch resümiert
werden, dass die Verwendung derartig maßgeschneiderter Halbzeuge mit steigenden Anforderungen
an den Produktentwicklungsprozess einhergeht, um eine Einhaltung der Maßhaltigkeit technischer
Bauteile gewährleisten zu können. Auf dieser Basis wurde die Zielsetzung abgeleitet, wonach eine
Methodik zu erarbeiten war, anhand derer die Vorhersage und Bewertung der resultierenden
Gestaltabweichungen möglich ist. Damit einhergehend waren Gestaltungsrichtlinien und -grenzen
zu erarbeiten, um den Entwicklungsprozess derartiger Komponenten zukünftig zu unterstützen.
Im Methodenteil wurde zunächst der Werkstof CF/PPS vorgestellt. Anschließend folgten die
Ausführungen zu den Versuchskörpergeometrien und den zu Grunde liegenden Motivationen bei
deren Gestaltung. Gewählt wurde eine zweistuĄge Bewertung, bei der der Schwerpunkt auf der
Verarbeitung in großserienfähigen Zyklen lag. Die Prozessstufen umfassten die Konsolidierung
der Gelege mit lokalem Verstärkungspatch sowie deren anschließende Umformung zu V-ProĄlen.
Für den Lagenaufbau der Versuchskörper wurde eine Vielfalt von zwei Grundplatten und sieben
Verstärkungspatches vollfaktoriell kombiniert. Ziel war es, hierdurch den EinĆuss der Faserorien-
tierung auf die Gestaltabweichungen zu ermitteln. Des Weiteren wurde für die Variante G1P3
über beide Prozessstufen hinweg eine Variation der Prozessgrößen Werkzeugtemperatur und Press-
druck auf drei Faktorstufen umgesetzt. Motivation dieser Untersuchung war die Bewertung des
prozessseitigen EinĆusses auf die Gestaltabweichungen.
Zu Beginn des Experimentalteils wurde zunächst detailliert der Wärmehaushalt der Versuchs-
körper im Verlauf ihrer Herstellung untersucht. Anhand von eingebetteten Temperaturfühlern in
den Laminaten war es möglich zu ermitteln, dass maximale Abkühlraten von bis zu 5960 K/min
erreicht werden. Bei Untersuchungen zum amorphen Abschrecken eines Versuchskörpers wurden
gar 8720 K/min ermittelt. Trotz anfänglicher Temperaturgradienten im Laminatquerschnitt von bis
zu 90 ◇C gleichen sich die Temperaturen innerhalb weniger Sekunden an. Bereits nach 10 s ist die
Diferenz auf etwa 5 ◇C abgesunken. Anschließend folgte ein Untersuchung zu den prozessbedingten
EinĆuss- und Störgrößen, die im Verlauf der Herstellung beobachtet wurden. Als wesentliche Fak-
toren wurden der QuetschĆuss der Laminatkernschichten, sowie die Bildung intralaminarer Risse
identiĄziert. Ihre Korrelation zu den Prozessparametern wurde anhand von statistischen Modellen
bewertet und beschrieben. Es wurde ermittelt, dass der QuetschĆuss vorrangig vom gewählten
Pressdruck beeinĆusst wird. Für die Rissbildung indes besteht eine quadratische Abhängigkeit von
der Werkzeugtemperatur, der sich zudem eine Abhängigkeit gegenüber dem Pressdruck überlagert.
Im Rahmen der thermoanalytischen Untersuchungen folgten umfangreiche DSC-Messungen
an PPS und CF/PPS. Es konnte gezeigt werden, dass abhängig von der Verarbeitungshistorie
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keine vollständige Kristallisation der Matrix zu erreichen ist. Für �0 wurde gar weitestgehend
amorphes PPS realisiert. Auf Basis der Kristallisationskinetik von CF/PPS wurde eine Gleichung
hergeleitet die es erlaubt, die Kristallisationspeaktemperatur �pc als Funktion der Kühlrate zu
beschreiben. �pc ist im Kontext der Vorhersage von Gestaltabweichungen von Bedeutung, da sie in
Anlehnung an Wijskamp [43] und Brauner et al. [47] als Zeitpunkt der Matrixerstarrung deĄniert
wurde. Anhand der neuartigen Flash-DSC Methode wurden ergänzende Messungen mit Kühlraten
durchgeführt, die der realen Prozessführung entsprechen. Diese Ergebnisse konnten aufzeigen, dass
für Kühlraten größer 1000 K/min mit keinem signiĄkanten kristallinen Anteil in der PPS-Matrix
zu rechnen ist. Durch eine Verknüpfung der thermoanalytischen Ergebnisse mit der Analyse zum
Abkühlverhalten der Versuchskörper, wurde ein Algorithmus zur DeĄnition der Starttemperatur
der mechanischen Analyse entwickelt. Dieser umfasst einen iterativen Abgleich der Abkühlraten
und Temperaturen im Verlauf der Versuchskörperherstellung, mit dem zugehörigen �pc aus der
Gleichung der Kristallisationskinetik.
Für die anschließende Analyse der Gestaltabweichungen erfolgte die dreidimensionale Gestalter-
fassung der Versuchskörper mittels aktiver Lasertriangulation. Die resultierenden 3D-Punktewolken
wurden genutzt, um charakteristische geometrische Kenngrößen abzuleiten. Auf dieser umfassenden
Datenbasis beruhend, war eine vergleichende Bewertung der Gestaltabweichungen in Abhängigkeit
von Lagenaufbau und Prozessparametern möglich. Anhand eines Simulationsmodells wurden zudem
die Gestaltabweichungen vorhergesagt und mit den Versuchsergebnissen verglichen. Die Ergebnisse
zur Vorhersage und Bewertung der Gestaltabweichungen wurden bereits in den Abschnitten 4.5
und 5.2 umfangreich zusammengefasst. Darüber hinaus wurden im Rahmen von Abschnitt 5.3
Gestaltungsrichtlinien und -grenzen aufgezeigt. Auf eine ganzheitliche Zusammenfassung wird an
dieser Stelle folglich verzichtet. Dennoch ist festzuhalten, dass für die Variation des Lagenaufbaus
gezeigt werden konnte, dass sich drei charakteristische Deformationsmoden ausbilden. Längsverzug
ℎLSM, Querverzug ℎKS und die Verdrillung um die Längsachse Ò. Erwartungsgemäß zeigten sich
für die Patchvarianten P1, P2 und P7 lediglich geringfügige Gestaltabweichungen. Werden jedoch
ausgeprägtere Anisotropiegrade umgesetzt, steigen die Gestaltabweichungen an und betragen
bis zu 37 mm für ℎLSM, G2P6. Abhängig von der Vorzugsorientierung des Patches dominiert der
Längs- oder Querverzug. Durch einen Abgleich mit Platten ohne lokale Verstärkung konnte zudem
gezeigt werden, dass Ò nicht patchinduziert ist. Stattdessen ist Ò Ergebnis von metastabilen
Gleichgewichtslagen der Grundplatten G1 und G2, die als Snap-through Efekt in der Literatur
beschrieben sind.
Mit Bezug zum erarbeiteten Simulationsmodell kann festgehalten werden, dass die thermische
Analyse eine sehr gute Übereinstimmung mit den realen Versuchsergebnissen aufweist. Sie eig-
net sich somit, um auf Basis des erarbeiteten Algorithmus die DeĄnition von �pc vorzunehmen.
Für die mechanische Analyse konnte gezeigt werde, dass eine qualitative Vorhersage der Gestal-
tabweichungen möglich ist, quantitativ jedoch teils signiĄkante Abweichungen entstehen. Als
wesentliche Gründe wurden überlagerte Störgrößen wie QuetschĆuss und Rissbildung identiĄziert.
Darüber hinaus zeigte sich, dass der Längsverzug der Versuchskörper zu weich wiedergegeben wird
und somit von der Simulation überschätzt wird. Zusammengefasst erfordert eine Vorhersage der
Gestaltabweichungen eine umfangreiche Berücksichtigung fertigungstechnischer EinĆussgrößen,
um akkurate Vorhersagen trefen zu können. Ungeachtet der beschriebenen Einschränkungen,
wird das vorgeschlagene Simulationsmodell als zulässige Vereinfachung zur Vorauslegung von
Gestaltabweichungen angesehen.
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Auf Basis der erarbeiteten Inhalte, wurden im Zuge der Kapitel 4 und 5 weiterführende Hand-
lungsfelder identiĄziert. Diese werden als wichtig erachtet, um die gewonnenen Erkenntnisse sinnvoll
zu ergänzen und verbleibende Fragestellung zu lösen. Mögliche zukünftige Arbeitsschwerpunkte
sind:
• Entwicklung einer Methode zur Bestimmung der thermischen Eigenspannungen, um darauf
aufbauend die Spannungswerte der Simulation zu veriĄzieren. Die Kenntnis des Spannungs-
niveaus ist Voraussetzung zur Implementierung eines Schädigungsmodells, mit dem Ziel,
Rissbildung und deren Auswirkung auf die Gestaltabweichungen berücksichtigen zu können.
• Durchführung von Relaxationsversuchen bei Temperatur �1 bis �3, um die getrofene
Annahme bei der Wahl der Entformungstemperatur als Starttemperatur der mechanischen
Analyse weiterführend zu bewerten.
• Optimierung des Algorithmus zur Vorhersage der Starttemperatur der mechanische Analyse
auf Basis ergänzender Flash-DSC Untersuchungen und, falls erforderlich, Anpassung des
Modells zur Kristallisationskinetik.
• QuantiĄzierte Analyse des QuetschĆusses und der resultierenden Randversteifung bei Einfach-
und Mehrfachverarbeitung. Darüber hinaus birgt die gezielte Nutzung von QuetschĆuss zum
Ausgleich von Toleranzspalten das Potenzial, die Werkzeugfertigung für lokale Wanddicken-
sprünge zu vereinfachen.
• Nutzung von Abkühllehren zur kontrollierten EinĆussnahme auf die Gestaltabweichungen
mittels Formzwang während der Abkühlung. Diese Maßnahme Ąndet in der Industrie bereits
Anwendung, es gilt jedoch geeignete Strategien für deren gezieltere Nutzung zu erarbeiten.
• Untersuchung der Gestaltabweichungen Ćächiger Strukturen mit Patches, die allseitig von
der Grundplatte umschlossen sind.
• Optimierung der thermischen Analyse anhand einer experimentellen Bestimmung der
Kontakt-Wärmeübergangskoeizienten sowie Untersuchungen zur reduzierten Wärmeab-
fuhr in den Versuchskörpern durch toleranzbedingte Luftspalte.
• Analyse der Gestaltabweichungen für schalenförmige Bauteile mit erhöhter geometrischer
Komplexität. Es ist zu erwarten, dass durch die erforderliche Drapierung und das damit
steigende Risiko von Faserdislokationen weitere Fragestellung aufgedeckt werden.
Diese Zusammenstellung möglicher zukünftiger Themenstellungen zeigt, dass die zu Beginn
aufgezeigten Problemstellungen noch nicht abschließend beantwortet sind. Die Ergebnisse dieser
Arbeit liefern dennoch den angestrebten Beitrag zum erweiterten Verständnis der Entstehung,
Vorhersage und Bewertung von Gestaltabweichungen in dünnwandigen, lokal verstärkten Gelegela-
minaten mit einer teilkristallinen Matrix. So wurden auf Basis der experimentellen Untersuchungen
geometrische Kenngrößen abgeleitet, die eine Bewertung der überlagerten Deformationsmoden
erlauben. Darüber hinaus konnte gezeigt werden, dass unter Berücksichtigung der abgeleiteten Ge-
staltungsrichtlinien und -grenzen eine quantitative Abschätzung der Gestaltabweichungen möglich
ist. Bauteilauslegern wird somit eine Methodik an die Hand gegeben, die eine Abschätzung der zu
erwartenden Gestaltabweichungen mit verhältnismäßig geringem Aufwand ermöglicht.
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ANHANG A
Kristallisationskinetik nach Avrami-Erofeev
In Abschnitt 4.2.1 wurden die Ergebnisse der Modellierung der Kristallisationskinetik nach
Avrami-Erofeev im Kontext der DSC-Untersuchungen von CF/PPS vorgestellt. Ziel war es, die
Kristallisationspeakwerte �pc des Werkstofs in Abhängigkeit der Abkühlrate im Prozess vor-
herzusagen. Diese Werte dienen als Datenbasis für den in Abschnitt 4.4.1 vorgestellten, neu
entwickelten Algorithmus zur DeĄnition der Starttemperatur der mechanischen Analyse. Die zu
Grunde liegenden Gleichungen dieser Modellierung werden nachfolgend vorgestellt.
Der Formalismus nach Avrami-Erofeev basiert auf einer analytischen Beschreibung der Prozesse
der Keimbildung sowie der anschließenden Phasengrenzreaktion (Kristallisation). Hierzu wird
angenommen, dass die Keimbildungrate von der Zeit abhängt und die Wachstumsgeschwindigkeit
der Keime eine Funktion der Temperatur ist. Der Formalismus legt dabei einen isothermen Zustand
zu Grunde. Die zugehörige Gleichung des lautet [21, 229]:
��
��
= � (1 ⊗ �) �(� ) [⊗ ln (1 ⊗ �)]
�⊗1
� . (A.1)
Darin beschreibt � den relativen Anteil der Kristallisation, ���� die Reaktionsgeschwindigkeit, �
den Avrami Exponenten und �(� ) die temperaturabhängige Kristallisationskonstante. Letztere
beruht auf der Arrhenius-Gleichung [230] und ist beschrieben durch den Zusammenhang
�(� ) = � exp⊗
�A
� � (A.2)
in dem �A der Aktivierungsenergie, � der universellen Gaskonstante und � der Temperatur
entspricht. � beschreibt zudem den präexponentiellen Faktor, der nach der Stoßtheorie aus dem





B.1 D-optimaler Versuchsplan der Prozessstufe 2
Tabelle B.1: AuĆistung der Einzelversuche des D-optimalen Versuchsplans der Prozessstufe 2
Faktor 1 Faktor 2 . .
Parametersatz der Parametersatz der Fortsetzung 1 Fortsetzung 2
Porzessstufe 1 Porzessstufe 2 PS1 PS2 PS1 PS2
p1T1 p1T1 p1T1 p1T1 p1T3 p1T3
p2T1 p1T1 p2T1 p1T1 p1T1 p2T3
p3T3 p1T1 p3T3 p1T1 p1T2 p2T3
p3T1 p2T1 p3T1 p2T1 p2T3 p2T3
p3T2 p2T1 p3T2 p2T1 p1T1 p3T3
p1T3 p2T1 p1T3 p2T1 p1T3 p3T3
p3T1 p3T1 p3T1 p3T1 p2T2 p2T2
p1T2 p3T1 p1T2 p3T1 p2T2 p2T2
p3T3 p3T1 p2T3 p3T1 p2T2 p2T2
p1T2 p1T2 p1T2 p1T2 p1T3 p1T3
p2T2 p1T2 p2T2 p1T2 p1T1 p2T3
p3T2 p2T2 p3T2 p2T2 p2T2 p2T3
p3T3 p2T2 p3T3 p2T2 p2T3 p2T3
p2T2 p3T2 p2T2 p3T2 p1T1 p3T3
p3T2 p3T2 p3T2 p3T2 p2T3 p3T3
p2T3 p3T3 p2T3 p3T2 p2T2 p2T2
p2T1 p1T3 p2T1 p1T3 p2T2 p2T2
p2T2 p1T3 p2T2 p1T3 p2T2 p2T2
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B.2 Inputdaten der Simulation
B.2.1 Thermische Analyse
Tabelle B.2: Materialeigenschaften der Werkstofe in der thermischen Analyse
UD-Laminat Stahl Aluminium
CF/PPS 1.2311 AlMg3
Dichte � g/cm3 1,58 7,83 2,67
Emmisionsgrad � Ű 0,95 Ű 0,09
Wärmekapazität � J/(g K) 1,13 (� < �g) 0,460 (100 ◇C) 0,9
1,32 (�g < � < 220 ◇C) 0,475 (150 ◇C)
2,76 (� > 305 ◇C)1 0,490 (200 ◇C)




Quellen AlMg3: [231, 232] Quellen 1.2311: [233, 234]
1 Im Temperaturbereich von 220 bis 305 ◇C wird ein linearer Anstieg für �p angenommen.
Tabelle B.3: Randbedingungen der thermischen Analyse für die Experimente aus Abschnitt 4.1.2
Prozessstufe 1 1 2 2 2
�wzg, soll
◇C T0 T2 T1 T2 T3
�Vorlauf, oben / �Wzg, oben ◇C 25 / 24 154 / 151 102 / 99 154 / 149 207 / 199,5
�Vorlauf, unten / �Wzg, unten ◇C 25 / 23 155 / 152 103 / 99 155 / 149 207 / 199,5
�V
◇C 311 320 340 340 340
�Umg
◇C 20,5 20,5 19,5 19,5 19,5
�trans s 13,5 15,5 16 22 16,5
�press
1 s 60 60 80 68 68,5
�entf s 30 37 22 28,5 10
ℎkonv, trans W/(m2K) 11 11 11 / 302 11 / 30 11 / 30
ℎkonv, entf W/(m2K) 5 5 5 / 16 5 / 16 5 / 16
ℎkonv, luft W/(m2K) 8 8 5 8 8
ℎkond, Al⊗Al W/(m2K) Ű Ű 6000 6000 6000
ℎkond, Al⊗St W/(m2K) 25000 25000 Ű Ű Ű
ℎkond, Al⊗CFK W/(m2K) 3250 3250 3250 3250 3250
1 60 s zuzüglich Zeitspanne bis zur Bauteilentnahme aus dem Presswerkzeug
2 in Prozessstufe 2: Werte für Transferblech / VersuchskörperoberĆäche
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B.2.2 Mechanische Analyse
Tabelle B.4: Temperaturabhängige Materialeigenschaften des Werkstofs CF/PPS (Teil 1/2)
CF/PPS Temperatur in ◇C
20 25 50 70 80 90 100
Dichte � g/cm3 1,58 1,58 1,58 1,58 1,58 1,58 1,58
Wärmeausdehnungskoeizient 1 ≤ 10−6 K−1
Ð11 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5
Ð22 = Ð33 39,0 39,0 39,50 40,5 41,33 44,00 46,67
Elastizitätsmodul GPa
�11 104,5 104,5 104,5 104,5 104,5 104,5 104,5
�22 = �33 8,823 8,823 8,725 8,320 7,905 6,603 4,506
Schubmodul GPa
�12 = �13 5,609 5,609 5,547 5,289 5,025 4,198 2,865
��23 2,961 2,961 2,928 2,792 2,653 2,216 1,512
Querkontraktionszahl Ű
Ü12 = Ü13 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3
Ü23 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49
� berechnet auf Basis mikromechanischer Formel: �23 = �22/ (2 (1 + Ü23))
Tabelle B.5: Temperaturabhängige Materialeigenschaften des Werkstofs CF/PPS (Teil 2/2)
CF/PPS 104 110 130 150 154 180 206
Dichte � g/cm3 1,58 1,58 1,58 1,58 1,58 1,58 1,58
Wärmeausdehnungskoeizient 1 ≤ 10−6 K−1
Ð11 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5
Ð22 = Ð33 47,73 49,33 54,67 60 60,78 65,86 70,95
Elastizitätsmodul GPa
�11 104,5 104,5 104,5 104,5 104,5 104,5 104,5
�22 = �33 4,267 3,908 2,989 2,842 2818 2,661 2,649
Schubmodul GPa
�12 = �13 2,713 2,484 1,900 1,807 1792 1,692 1,684
�23 1432 1,311 1,003 0,954 0,946 0,893 0,889
Querkontraktionszahl Ű
Ü12 = Ü13 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3
Ü23 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49 0,49
.
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B.3 Koeffizienten der Kurveninterpolation zur Gestaltänderung durch Rissbildung
Tabelle B.6: Koeizienten der logarithmischen PS1-Fitkurven zur Beschreibung der Entwicklung von
ℎ��� als Funktion der Zeit













Tabelle B.7: Koeizienten der logarithmischen PS2-Fitkurven zur Beschreibung der Entwicklung von
�� als Funktion der Zeit



















Dieser Abschnitt fasst einige der Inhalte dieser Arbeit zusammen, die von kontinuierlicher Relevanz
für deren inhaltliches Verständnis sind. Es ist als Beilage zur Unterstützung des Lesers und als
Nachschlagewerk zu werten. Die Gliederung erfolgt themenbezogen und weicht dementsprechend
in Teilen von der Kapitelabfolge der Arbeit ab.


























Abbildung C.1: Übersicht der Kapitel dieser Arbeit sowie ihrer inhaltlichen Schwerpunkte
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Abbildung C.2: Versuchskörper mit lokalem Verstärkungspatch


















Abbildung C.3: DeĄnition der Bauteilränder sowie der zugehörigen Prüfpunktereihen auf der CAD-
Sollgeometrie
KSL / KSM / KSR: Kurze Seite Links/Mitte/Rechts










Oberseite: s1 bis s3
Unterseite: s4 bis s6
Abbildung C.4: Messstellen der Laminatdicke bei Versuchskörpern in PS1 und PS2, sowie deren
Segmentierung
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C.2.2 Variantenvielfalt der LaminatkonĄgurationen
Tabelle C.1: Übersicht der Variantenvielfalt für die Lagenaufbauten der Grundplatten G und Patchs P
G1 G2
(02, 902)� (902, 02)�
P1 P2 P3 P4 P5 P6 P7
(02, 902)� (902, 02)� (04)� (302, -302)� (602, -602)� (904)� (452, -452)�
. .
G1P3 - p2T1 - p3T2
Kombination aus Grundplatte und Patch
Kombination der Prozessparameter p und T
PS1 PS2
Abbildung C.5: Nomenklatur der Versuchskörperbezeichnung
.
C.2.3 Herstellungsprozess und Verarbeitungsparameter
.
Tabelle C.2: DeĄnition der Prozessparameter der Prozessstufen 1 und 2
Prozessparameter (Ąx) Prozessstufe 1 Prozessstufe 2
Verarbeitungstemperatur TV 305 340 ◇C
Heizzeit theiz 65 330 s
Transferzeit ttrans 7 16,5 s
Schließgeschwindigkeit vpress 5 5 mm/s
Presszeit tpress 60 60 s
Prozessparameter (variabel)
Pressdruck p (äquiv. F)
p1 1 (150) 1 (210) MPa (kN)
p2 3 (450) 3 (630)
p3 5 (750) 5 (1050)
Werkzeugtemperatur T


























































































Abbildung C.8: Positionen der Thermoelemente innerhalb der Gelege für die Versuche 1 bis 3 (v.l.n.r.)
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Abbildung C.9: Übergeordnetes Ablaufschema des Simulationsmodells zur Vorhersage des Abkühl-





















































































Geringe thermische MasseHohe thermische Masse
(b) Prozessstufe 2
Abbildung C.11: Berechneter �2-Temperaturverlauf der Presswerkzeuge auf Basis der Vorlauftem-
peratur �Vorlauf und WerkzeugoberĆächentemperatur �Wzg
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Startzeitpunkt der Abkühlung
 = 0,  = 
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Abbildung C.12: Programmablaufplan zur DeĄnition der Starttemperatur für die mechanische Ana-
lyse auf Basis der thermischen Analyse; �c steht an dieser Stelle für die Kristallisa-
tionstemperatur bei � = 10 K/min, die eine Obergrenze deĄniert oberhalb derer
nicht mit der Ausbildung kristalliner Bereiche zu rechnen ist
C.4 Messung und Bewertung der Gestaltabweichungen 195







Abbildung C.13: Grundarten der Gestaltabweichungen
a) Verdrillung entlang der x-Achse (Torison)
b) Krümmung entlang der x-Achse (Längsverzug)
c) Krümmung entlang der y-Achse (Querverzug)
. .
G1P1 G1P2 G2P1 G2P2
G1P3 G1P4 G1P7 G1P5 G1P6




Abbildung C.14: Gesamtheitlicher Überblick der Deformationsmoden für die Versuchskörper der
Prozessstufe 1
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G1P1 G1P2 G2P1 G2P2
G1P3 G1P4 G1P7 G1P5 G1P6




Abbildung C.15: Gesamtheitlicher Überblick der Deformationsmoden für die Versuchskörper der
Prozessstufe 2
Tabelle C.3: Geometrische Kenngrößen zur quantitativen Bewertug der Gestaltabweichungen der
Versuchskörper
Kenngröße Einheit Beschreibung Ausgewertete Prüfpunkte
hKS mm Verzug der kurzen Seite KSL / KSM / KSR
hLSM mm Verzug der langen Seite LSM
Ð
KS
° Schnittwinkel zwischen Segment 1 und 3 KSL / KSM / KSR
Ù
KS
mm−1 Querkrümmung des Segments 2 KSL / KSM / KSR
�
KS
1/(° mm) Formfaktor der kurzen Seite KSL / KSM / KSR
Ò ° Verdrillung entlang der Längsachse KSL / KSR
� ° Winkeländerung der PS2 Versuchskörper LSM
